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Introduction ge´ne´rale
Mes activite´s de recherche s’effectuent depuis 1993 au Laboratoire de Ge´nie Me´canique
et Mate´riaux (LG2M) de l’Universite´ de Bretagne Sud et ont pour motivation l’e´tude
expe´rimentale, la mode´lisation et la simulation nume´rique du comportement me´canique des
mate´riaux en grandes transformations. Elles ont concerne´ dans un premier temps les alliages a`
me´moire de forme et les proprie´te´s spe´cifiques qui y sont associe´es telles que la transformation
martensitique, la pseudoe´lasticite´, l’effet me´moire de forme simple et double sens, puis dans
un deuxie`me temps d’autres types de mate´riaux tels que les e´lastome`res compacts et les com-
posites e´lastome`re-tissu. Enfin dans un troisie`me temps, elles ont e´te´ consacre´es a` l’e´tude du
comportement en dynamique rapide des mate´riaux me´talliques soumis a` des chocs puis plus
re´cemment a` l’e´tude de la mise en forme des toˆles d’acier et d’aluminium par emboutissage.
Au travers de ces e´tudes, deux the`mes principaux ont e´te´ aborde´s, a` savoir dans un pre-
mier temps, le de´veloppement de lois de comportement dans un formalisme de coordonne´es
mate´rielles entraˆıne´es et dans un deuxie`me temps, l’e´tude de proce´de´s de mise en forme par
emboutissage. Ces deux the`mes constituent les deux parties de ce me´moire, la premie`re (partie
I) e´tant intitule´e : Lois de comportement en coordonne´es mate´rielles entraˆıne´es et la
seconde (partie II) : Mise en forme des mate´riaux me´talliques. Apre`s une the`se (1990-
1993) comportant a` la fois des aspects nume´riques et expe´rimentaux [Manach(1993)], j’ai tout
d’abord participe´, lors de mon arrive´e au laboratoire en 1993, au de´veloppement d’un code
de calcul par e´le´ments finis en inte´grant plusieurs lois de comportement ainsi que diffe´rents
algorithmes nume´riques (frottement, chargements, etc.). Puis, souhaitant revenir a` des aspects
plus expe´rimentaux, mes activite´s se sont oriente´es naturellement vers la mise en forme par
emboutissage, domaine de´ja` pre´sent au laboratoire par l’interme´diaire de contrats industriels
(avec Renault notamment). La plupart des domaines traite´s dans ce me´moire ont fait l’objet
de contrats industriels.
La premie`re partie de ce me´moire est donc consacre´e aux de´veloppements nume´riques re´alise´s
dans le code de calcul par e´le´ments finis du laboratoire, HEREZH1 en collaboration avec G.
Rio2. L’origine de ce code est ne´e de la volonte´ du laboratoire de disposer d’un outil de calcul
permettant de faire de la conception d’e´le´ments me´caniques inte´grant des alliages a` me´moire
de forme [Manach et al.(1994b)]. C’est dans ce cadre que j’ai participe´ a` l’implantation du
mode`le d’e´lastohyste´re´sis de´veloppe´ par Gue´lin et Favier [Gue´lin(1980)] [Favier(1988)] dans le
code de calcul HEREZH (1993-1995). Ces de´veloppements ont aussi fait l’objet d’un contrat de
recherche avec le Service Technique des Programmes Ae´ronautiques (STPA) du Ministe`re de la
De´fense. Dans un deuxie`me temps, par analogie entre certains comportements me´caniques des
1HEREZH signifie me´moire ou he´re´dite´ en breton
2Ge´rard Rio, Professeur des Universite´s, directeur du LG2M
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alliages a` me´moire de forme et les e´lastome`res compacts, d’autres de´veloppements nume´riques
ont e´te´ re´alise´s pour appliquer le mode`le d’e´lastohyste´re´sis a` d’autres types de mate´riaux. Une
des proble´matiques e´tait par exemple, de simuler nume´riquement le comportement en service
de tuyaux d’air (durits) pour l’automobile. Cette e´tude a d’ailleurs e´te´ re´alise´e en partie dans
le cadre d’un contrat avec la socie´te´ Avon Polyme`res France sur le the`me : Etude du compor-
tement me´canique de tuyaux d’air en composite e´lastome`re-tissu [Manach(1995)]. Les durits
e´tant des mate´riaux composites e´lastome`re-tissu, un mode`le permettant de mode´liser le com-
portement orthotrope du tissu a e´te´ de´veloppe´ (1996-1998). Il est utilise´ en combinaison avec
un mode`le hypere´lastique pour mode´liser les couches d’e´lastome`re. Enfin, une grande partie
des de´veloppements re´alise´s dans HEREZH ont e´te´ mis en place dans le cadre de la the`se
de N. Couty3 sur le the`me : Etude du comportement me´canique en grandes transformations
des pie`ces ou structures en dynamique rapide ; application aux structures navales soumises
a` des chocs [Couty(1999)] (1997-2000). La proble´matique e´tait de simuler le comportement
d’un mate´riau me´tallique (acier doux pour la construction marine) lors d’un impact ou d’un
choc. Dans une premie`re approche, on ne s’est pas inte´resse´ aux couplages fluides-structures
qui existent ine´vitablement pour ces structures. Il s’est donc agit d’implanter dans le code de
nombreux aspects, tels que le contact, le frottement, la prise en compte des effets de vitesse
de de´formation, l’application des lois de comportement aux contraintes planes, etc. De plus,
une partie expe´rimentale tre`s importante a e´te´ re´alise´e pour disposer au laboratoire d’un es-
sai d’impact instrumente´. Bien que j’ai participe´ a` l’implantation de nombreux algorithmes
nume´riques (frottement par exemple) dans le code de calcul HEREZH, j’ai choisi de pre´senter
uniquement les aspects relatifs aux lois de comportement implante´es. De plus, les proble`mes
lie´s a` la me´thode des e´le´ments finis (discre´tisation, calcul de la matrice de raideur, etc.) ne sont
pas aborde´s dans ce me´moire4. Il est a` noter que cette e´tude a e´te´ en partie finance´e par la
Direction Ge´ne´rale de l’Armement (DGA) du Ministe`re de la De´fense.
Les activite´s relatives a` la deuxie`me partie de ce me´moire ont e´te´ initie´es en partie au Grupo
de Tecnologia (GT) du Centro de Engenharia Mecaˆnica da Universidade de Coimbra5 (Por-
tugal) durant le premier semestre de l’anne´e 2001 au cours duquel j’ai obtenu un CRCT6.
Lors de mon se´jour au Portugal, j’ai be´ne´ficie´ d’une allocation de la FCT (Fundac¸ao para a
Ciencia e a Tecnologia), e´quivalent portugais du CNRS. L’objectif e´tait l’e´tude expe´rimentale
et nume´rique de l’emboutissage de toˆles me´talliques. En effet, beaucoup de travaux ont e´te´
consacre´ a` la mode´lisation me´canique et a` la simulation nume´rique des processus d’emboutissage
profonds et de´sormais plusieurs codes e´le´ments finis commerciaux peuvent traiter avec succe`s
de la simulation nume´rique d’un tel proce´de´. Le cadre principal de la mode´lisation est celui
des grandes transformations e´lastoplastiques, du contact avec frottement, des lois de compor-
tement e´lastoplastiques anisotropes et de calculs statiques implicites ou dynamiques explicites.
Bien que de tre`s nombreux travaux aient e´te´ re´alise´s dans ce domaine [Ge´lin et Picart(1999)]
[Yang et al.(2002)], plusieurs aspects de la mode´lisation peuvent encore eˆtre ame´liore´s afin de
diminuer l’e´cart entre les re´sultats expe´rimentaux et nume´riques. Par exemple, en conside´rant
l’emboutissage en plusieurs e´tapes, la distribution des contraintes et des e´paisseurs re´sultant de
la premie`re e´tape influencera le comportement au cours des e´tapes suivantes. On s’attend a` ce
que des changements de chemins de de´formation se produisent, exigeant alors des lois consti-
3The`se soutenue en septembre 1999 que j’ai co-encadre´e avec G. Rio
4Par contre, les de´veloppements peuvent eˆtre trouve´ dans le recueil d’articles joint a` ce me´moire
5CEMUC : laboratoire dans lequel L.F. Menezes, Professeur a` l’Universite´ de Coimbra, m’a accueilli
6CRCT : Conge´ pour Recherche ou Conversion The´matique
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tutives plus complexes [Cannizzaro et al.(1990)]. Notre e´tude a e´te´ consacre´e a` deux proce´de´s
particuliers de mise en forme, un proce´de´ d’emboutissage de godets axisyme´triques en deux
e´tapes en inversant la direction entre les deux e´tapes d’emboutissage (re´-emboutissage par re-
tournement) [Manach et al.(2001)] et un pliage de toˆle rectangulaire (2000-2003). L’inte´reˆt du
premier proce´de´ est le de´veloppement d’une histoire complexe de de´formation et le second est
bien adapte´ pour l’e´tude du retour e´lastique. J’ai notamment conc¸u a` partir du cahier des
charges d’un benchmark [Ge´lin et Picart(1999)], les outils ne´cessaires a` la re´alisation du dispo-
sitif d’emboutissage de godets cylindriques en deux e´tapes. Ce dispositif a e´galement e´te´ re´alise´
au CEMUC selon des plans quasiment identiques. Les simulations nume´riques ont e´te´ re´alise´es
en collaboration avec L.F. Menezes et S. Thuillier7 avec le code de calcul DD3IMP de´veloppe´
au CEMUC [Menezes et Teodosiu(2000)]. L’originalite´ de ce travail re´side dans l’utilisation et
la caracte´risation de plusieurs mode`les plastique d’e´crouissage, ainsi que dans la comparaison
entre les simulations nume´riques et les re´sultats expe´rimentaux graˆce au de´veloppement de
plusieurs dispositifs pour la campagne expe´rimentale.
Concernant la caracte´risation du comportement des mate´riaux, il est apparu que les lois
d’e´crouissage traditionnellement utilise´es pour les aciers dans les codes de calcul commerciaux
ainsi que les crite`res de plasticite´ conventionnels ne permettent pas de rendre compte fide`lement
des ruptures rencontre´es sur des pie`ces en aluminium au cours des proce´de´s d’emboutissage.
Nous nous sommes inte´resse´s a` l’identification parame´trique de lois de comportement utilise´es
en emboutissage (2003-2004). Pour ce faire, nous avons e´tabli, en concertation avec P. Pilvin8
et S. Thuillier une base expe´rimentale importante compose´e d’essais de traction, de cisaillement
simple monotones et cycliques, de traction plane et d’expansion biaxiale de fac¸on a` identifier le
comportement de plusieurs alliages d’aluminium en utilisant le logiciel d’identification SiDoLo9.
Le choix des lois de comportement s’est porte´ sur celles introduites actuellement dans les codes
me´tier de simulation nume´rique de l’emboutissage et afin d’e´tudier l’influence du crite`re de plas-
ticite´, le crite`re de Barlat 1991 [Barlat et al.(1991)] a e´te´ e´crit avec un e´crouissage mixte isotrope
et cine´matique non line´aire puis compare´ par rapport au crite`re de Hill 1948 [Hill(1950)]. Cette
e´tude fait actuellement l’objet d’un contrat de recherche avec la socie´te´ PCI10 sur les proble`mes
de la mise en forme par emboutissage de pie`ces de doublure pour automobiles en aluminium
(portie`re, capot, etc.).
Enfin, je me suis aussi inte´resse´ a` l’emboutissage de mate´riaux plus complexes tels que les aciers
inoxydables. En effet, les aciers inoxydables sous forme de toˆles sont de plus en plus utilise´s
dans des domaines tels que l’automobile, l’architecture, l’industrie et les appareils me´nagers,
notamment graˆce a` leur grande re´sistance a` la corrosion, leurs bonnes proprie´te´s me´caniques
et a` leur aspect brillant. Par exemple, les toˆles de certaines nuances auste´nitiques sont souvent
utilise´es pour des produits mis en forme par emboutissage graˆce a` leur bonne formabilite´.
En effet, l’auste´nite pre´sente dans les aciers inoxydables, comme dans les aciers de type 304
par exemple, est instable et se transforme en martensite au cours d’une ope´ration de mise en
forme a` froid. La martensite induite par la de´formation provoque un accroissement du taux
d’e´crouissage, ce qui est favorable en mise en forme car l’apparition de la striction se trouve
ainsi retarde´e [Ludwigson et Berger(1969)]. Cependant, la transformation martensitique induite
7Sandrine Thuillier, Maˆıtre de Confe´rences, LG2M
8Philippe Pilvin : Professeur des Universite´s, LG2M
9SiDoLo : logiciel d’identification parame´trique de´veloppe´ par P. Pilvin a` l’Ecole Centrale de Paris
10PCI : Process Conception Inge´nierie Le Rheu, Rennes
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peut aussi avoir des effets ne´fastes. En effet, pour obtenir des godets profonds en emboutissage,
plusieurs passes sont ne´cessaires. La grande quantite´ de martensite forme´e au cours des passes
d’emboutissage successives provoque une augmentation importante de la force sur le poinc¸on,
une diminution de la re´sistance a` la corrosion, la magne´tisation de la pie`ce ainsi que l’apparition
du phe´nome`ne de casse diffe´re´e [David(1990)] [Giraud et Baroux(1990)]. On de´veloppe dans
cette partie un mode`le de comportement microme´canique permettant de prendre en compte la
transformation de l’auste´nite en martensite et le comportement diffe´rent de chaque phase. Ce
mode`le est alors compare´ a` un mode`le phe´nome´nologique sur des nuances d’acier inoxydables
stables et me´tastables. Cette e´tude fait l’objet d’un contrat avec la socie´te´ Ugine et ALZ
(socie´te´ du groupe Arcelor) sur le the`me : Mise au point d’une loi de comportement pour
les aciers inoxydables auste´nitiques me´tastables et constitue actuellement le cadre de la the`se
de S. Galle´e11 intitule´e : Caracte´risation expe´rimentale et simulation nume´rique des proce´de´s
d’emboutissage profond. Application aux aciers inoxydables (2002-2005).
11The`se que je co-encadre depuis 2002 avec P. Pilvin
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Le but de cette partie a e´te´ initialement d’inte´grer la loi de comportement d’e´lastohyste´re´sis
e´tudie´e dans le cadre de ma the`se [Manach(1993)] dans un code de calcul de type e´le´ments
finis, afin de pouvoir simuler le comportement me´canique de pie`ces ou structures inte´grant
des alliages a` me´moire de forme (AMF) [Manach et al.(1994b)] ou des e´lastome`res compacts.
En effet, l’originalite´ de cette implantation e´tait de pouvoir mettre en œuvre le sche´ma
d’e´lastohyste´re´sis dans un code de calcul et par la` meˆme de disposer d’un des rares outils
de dimensionnement 3D permettant de calculer des pie`ces en AMF et de simuler leurs com-
portements complexes. Compte tenu des grandes de´formations rencontre´s dans ces mate´riaux
(allongement relatif en traction uniaxiale de 10% pour les AMF et 200% pour les e´lastome`res),
cette e´tude se situe dans le cadre des grandes transformations ge´ome´triques. Dans ce contexte,
l’approche cine´matique e´tudie´e concerne une cine´matique 3D comple`te ne privile´giant aucune
direction particulie`re. Le comportement thermome´canique e´le´mentaire est mode´lise´ en utilisant
la the´orie de l’e´lastohyste´re´sis, pour laquelle la contrainte totale est exprime´e comme la somme
de deux contributions de contrainte, respectivement de type hypere´lastique et d’hyste´re´sis pure
[Manach(1993)]. La contribution hypere´lastique est directement fonction de l’e´nergie libre et de
la partie re´versible de l’e´nergie interne ; elle est exprime´e dans le cadre ge´ne´ral de la me´canique
des syste`mes re´versibles. La contribution d’hyste´re´sis pure est de´crite par un mode`le de type
he´re´ditaire a` me´moire discre`te et les e´quations constitutives obtenues de´pendent explicitement
de la tempe´rature.
Dans une premie`re phase, ce travail a consiste´ a` de´velopper et a` implanter cette loi dans le
code de calcul par e´le´ments finis HEREZH de´veloppe´ au LG2M. La formulation est e´crite en
coordonne´es mate´rielles entraˆıne´es et les e´quations diffe´rentielles gouvernant le comportement
sont re´solues par une me´thode de Newton. Le syste`me final issu de la me´thode des e´le´ments finis
est approche´ par une me´thode implicite de Newton-Raphson [Rio et al.(1995b)]. Le chapitre 1
pre´sente brie`vement la cine´matique utilise´e dans le code de calcul et la de´finition des quantite´s
tensorielles ne´cessaires a` l’e´tablissement des lois de comportement. Cette mode´lisation a e´te´
valide´e sur des cas simples pour lesquels une solution semi-analytique existe, puis dans une
seconde phase, la validation des re´sultats nume´riques par rapport a` un certain nombre de
re´sultats expe´rimentaux a e´te´ effectue´e :
– sur des alliages a` me´moire de forme ; de nombreux cas de flexion de poutres et de plaques
ont e´te´ publie´s, montrant la pertinence de cette approche.
– sur des e´lastome`res compacts ; en effet, la mode´lisation des e´lastome`res homoge`nes et iso-
tropes est actuellement principalement effectue´e en utilisant la the´orie de l’hypere´lasticite´ et
les diffe´rents potentiels e´lastiques classiques, en ge´ne´ral exprime´s sous forme polynomiale des
e´longations principales. Les phe´nome`nes de dissipation ne sont pas pris en compte alors que la
conside´ration d’expe´riences de traction de type charge-de´charge re´alise´es sur les e´lastome`res
montre que ces mate´riaux pre´sentent en fait des effets d’hyste´re´sis de´pendant ou non de la
vitesse de sollicitation. Il est donc apparu que la mode´lisation de ce type de comportement
pouvait eˆtre ame´liore´e en utilisant une loi d’e´lastohyste´re´sis. Diffe´rents cas de validation ont
donc e´te´ effectue´s, notamment sur des e´lastome`res compacts thermoplastiques sollicite´s en
traction et en cisaillement [Manach et al.(1994a)] [Favier et al.(1997)].
Les de´veloppements nume´riques [Rio et al.(1995b)] qui ont permis d’analyser la validite´ de
la loi de comportement d’e´lastohyste´re´sis applique´e a` plusieurs types de mate´riaux sont
pre´sente´s dans le chapitre 2. Diffe´rents cas de calcul ont e´te´ publie´s, parmi lesquels on peut
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citer l’e´tude de la ge´ne´ration des contraintes internes dans les alliages a` me´moire de forme
[Manach et al.(1995)] qui est pre´sente´e au chapitre 3, ou encore l’effet d’un cyclage ther-
mome´canique sur la de´formation de bagues de serrage en alliage NiTi [Desplats et al.(1996)].
La loi d’e´lastohyste´re´sis permet e´galement de de´crire le comportement me´canique
e´lastoplastique de mate´riaux plus classiques tels que les aciers par exemple [Favier(1981)]
[Han(1985)]. Dans ce cadre, on s’est inte´resse´ a` la mode´lisation du comportement me´canique
des structures navales soumises a` des chocs et plus particulie`rement au comportement d’un
acier doux sous chargement dynamique. Ce travail constitue une des premie`res e´tudes de la
dynamique rapide prenant en compte l’amortissement et l’hyste´re´sis au cours des cycles charge-
de´charge se produisant lors de l’impact des mate´riaux me´talliques. Cette e´tude a fait l’objet
de la the`se de N. Couty [Couty(1999)]. On s’est concentre´ uniquement sur le comportement en
dynamique rapide des structures, sans tenir compte des ine´vitables couplages fluides-structures
apparaissant dans les structures navales. Cependant, on s’inte´resse a` la fois a` l’aspect nume´rique
et expe´rimental du proble`me. L’e´quation du mouvement du corps de´formable est discre´tise´e en
espace par la me´thode des e´le´ments finis et en temps par une me´thode explicite. Le syste`me
incre´mental non-line´aire ainsi obtenu est re´solu par une me´thode de Newton-Raphson. Ce tra-
vail a consiste´ principalement a` de´velopper les trois parties suivantes :
– Il s’est tout d’abord agit d’e´tudier et d’implanter les aspects de contact dans le code de
calcul. Il est a` noter que ces phe´nome`nes imposent des difficulte´s supple´mentaires qui viennent
s’ajouter aux non-line´arite´s dues a` la loi de comportement et aux grandes transformations.
On s’est limite´ au cas de deux corps dont un est rigide et l’autre de´formable, le contact
e´tant du type e´volutif incre´mental. Cette me´thode consiste donc a` imposer une condition de
contact localement pour chaque nœud concerne´ et a` l’introduire dans l’algorithme global de
re´solution correspondant au proble`me classique non-line´aire de la me´thode des e´le´ments finis.
– Il a ensuite e´te´ ne´cessaire de prendre en compte les effets de frottement. La premie`re loi
de frottement introduite est celle de Tresca ou` la force tangentielle est proportionnelle au
de´placement dans le plan tangent a` la direction du contact. La seconde est la loi de frottement
classique de Coulomb ou` la force de frottement est fonction de la force normale au contact. On
modifie alors les e´quations du proble`me ge´ne´ral sans frottement en ajoutant une correction a`
tous les termes correspondant a` un nœud en contact. Ces deux premiers points sont pre´sente´s
dans la the`se de N. Couty [Couty(1999)].
– Enfin, lorsque l’on s’inte´resse aux phe´nome`nes de dynamique rapide, il est ne´cessaire de tenir
compte de la sensibilite´ du mate´riau a` la vitesse de de´formation. L’approche retenue dans
le cadre de cette e´tude consiste a` utiliser une loi de comportement viscoplastique de type
Norton-Hoff dans laquelle la contrainte d’e´coulement de´pend uniquement de la vitesse de
de´formation plastique. Cette loi de comportement est pre´sente´e dans le chapitre 2 et une
application a` la mode´lisation d’essais de cisaillement monotones et cycliques a` diffe´rentes
vitesses de de´formation est pre´sente´e dans le chapitre 3.
J’ai plus particulie`rement participe´ au de´veloppement des deux derniers points. Paralle`lement,
une partie expe´rimentale a e´te´ entreprise pour analyser le comportement me´canique de ces
mate´riaux lors d’un impact. Cette e´tude, que j’ai encadre´ dans la phase de conception, a consiste´
en la mise au point d’une machine d’impactome´trie acce´le´re´e de fac¸on a` tester le comportement
sur une large plage de vitesse de de´formation. La pie`ce impacte´e se pre´sente sous forme de toˆle
rectangulaire et le projectile est he´misphe´rique ; plusieurs dimensions de plaques et de projec-
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tiles peuvent eˆtre teste´s et la vitesse du projectile peut atteindre environ 20 m/s. Les re´sultats
expe´rimentaux obtenus et les simulation nume´riques relatives a` ces tests ont fait l’objet de la
the`se de N. Couty [Couty(1999)], d’un contrat industriel avec la DCN12 Lorient, d’une publi-
cation [Manach et Couty(2001)] et de 2 confe´rences [Couty et al.(1998)] [Couty et al.(1999)].
Enfin, dans une troisie`me phase, on s’est inte´resse´ a` l’e´tude expe´rimentale et la simulation
nume´rique du comportement me´canique de mate´riaux composites e´lastome`re-tissu au tra-
vers de pie`ces particulie`res (durits automobiles) inte´ressant la socie´te´ Avon Polyme`res France
[Manach(1995)]. L’e´tude a consiste´ a` de´velopper des outils de caracte´risation expe´rimentale
et de mode´lisation nume´rique permettant de prendre en compte les aspects non line´aires
ge´ome´triques et constitutifs de ces mate´riaux. L’originalite´ de ce travil re´side dans le
de´veloppement d’une loi de comportement orthotrope simple d’utilisation et de son application
sur des ge´ome´tries industrielles. Les durits e´tudie´es sont compose´es de deux constituants prin-
cipaux, a` savoir d’une couche de tissu textile polyester inse´re´e entre deux couches d’e´lastome`re
silicone (appele´es robes). Il s’est ave´re´ qu’une mode´lisation de la durit en trois couches distinctes
pouvait eˆtre envisage´e en utilisant une loi hypere´lastique pour les deux couches d’e´lastome`re et
une loi orthotrope pour le renfort de tissu.
Du point de vue the´orique, il s’est agit de de´velopper les lois de comportement ne´cessaires a`
la mode´lisation des durits. Ainsi, de fac¸on a` mode´liser le comportement fortement non-line´aire
des e´lastome`res, une loi hypere´lastique permettant la description des grandes de´formations
e´lastiques est utilise´e, selon le cadre conceptuel de´fini dans le chapitre 1. Pour tenir compte du
comportement anisotrope du renfort textile et de l’ampleur des de´formations rencontre´es, une
loi d’orthotropie entraˆıne´e est de´finie dans le cadre des grandes transformations ge´ome´triques.
Dans cette approche, les directions principales d’orthotropie correspondent aux directions des
fibres du tissu et on conside`re que ces directions sont constantes sur chaque e´le´ment, la normale
a` la surface e´tant confondue avec une des directions du repe`re d’orthotropie. Le de´veloppement
et l’implantation de cette loi de comportement dans le code de calcul HEREZH est pre´sente´e
dans le chapitre 2.
Enfin du point de vue expe´rimental, il a e´te´ ne´cessaire dans un premier temps, de caracte´riser
se´pare´ment chaque constituant de la durit de fac¸on a` en extraire les parame`tres caracte´ristiques
des lois de comportement utilise´es au niveau de la mode´lisation. Ceci a consiste´ en la re´alisation
d’essais de traction et de cisaillement sur des e´prouvettes repre´sentatives des mate´riaux e´tudie´s,
c’est-a`-dire d’e´lastome`re silicone seul pour les robes inte´rieure et exte´rieure et de tissu enduit de
silicone pour la couche de tissu polyester. Dans un deuxie`me temps, un banc d’essais permettant
de re´aliser quatre types de sollicitations, a` savoir traction, compression, flexion et torsion a e´te´
conc¸u pour pouvoir eˆtre adapte´ sur une machine de traction. Ce dispositif a permis de tester
plusieurs longueurs de durit et de montrer que les re´sultats obtenus sont reproductibles. Compte
tenu de la difficulte´ re´sidant dans l’instrumentation du banc d’essais due a` la faible rigidite´
des durits, l’e´tude a consiste´ a` suivre l’e´volution de la force au cours de l’essai. Les re´sultats
obtenus sont pre´sente´s dans le chapitre 3. Les de´veloppements the´oriques et nume´riques relatifs
a` la loi d’orthotropie entraˆıne´e ont e´te´ publie´s [Manach et Rio(2001)] et les principaux re´sultats
concernant les calculs sur les durits ont e´te´ pre´sente´s a` une confe´rence [Manach(1999)].
12Direction des Constructions Navales, Lorient
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Chapitre 1
Me´canique des milieux continus
1.1 Introduction
Pour les types d’applications envisage´es dans ce me´moire (AMF, composites e´lastome`re-tissu,
e´lastome`res), une repre´sentation ade´quate du comportement mate´riel perd de son inte´reˆt si une
cine´matique de grandes transformations (grands de´placements et grandes de´formations) n’est
pas adopte´e. Dans cette premie`re partie, les lois de comportement e´tudie´es l’on e´te´ dans le cadre
du de´veloppement du code de calcul par e´le´ments finis HEREZH qui utilise une cine´matique
3D base´e sur un re´fe´rentiel mate´riel entraˆıne´. L’objet de ce chapitre est donc d’introduire
les e´le´ments de ge´ome´trie diffe´rentielle essentiels a` l’e´criture des e´quations d’e´quilibre et a` la
de´finition des mode`les de comportement. La notion de repe`re mate´riel entraˆıne´ est introduite,
associe´e a` un choix particulier de coordonne´es curvilignes appele´es coordonne´es mate´rielles en-
traˆıne´es. Le tenseur des de´formations d’Almansi est ensuite de´fini a` partir du tenseur me´trique.
Enfin, la dernie`re partie e´tablit l’e´criture des e´quations d’e´quilibre me´canique sur la base des
e´le´ments de ge´ome´trie diffe´rentielle en coordonne´es mate´rielles entraˆıne´es. Ces dernie`res sont
exprime´es sous une forme faible, e´quivalente au principe des puissances virtuelles, ce qui permet
ici une approximation e´le´ments finis classique C0 de la cine´matique.
Les concepts de ge´ome´trie diffe´rentielle introduits dans ce chapitre sont classiques
[Brillouin(1938)] [Lichnerowicz(1967)] [Flugge(1972)], pourtant ils ont e´te´ relativement peu ap-
plique´s sous la forme pre´sente´e dans ce me´moire. Les avantages the´oriques et pratiques sont
nombreux, notamment sur le plan de la description des e´tats de contrainte et de de´formation,
rendue simple. De plus, ces notions forment un cadre naturel a` la mise en place de mode`les de
comportement tels que ceux d’hypere´lasticite´ et d’hyste´re´sis pure [Gue´lin(1980)] [Favier(1988)]
[Pe´gon(1988)], d’e´lastoviscohyste´re´sis et d’orthotropie entraˆıne´e de´crits dans le chapitre 2, qui
sont tous base´s sur ce formalisme. En effet, les concepts lie´s aux coordonne´es mate´rielles en-
traˆıne´es ont donne´ lieu re´cemment a` une confrontation avec les formalismes classiques (voir
partie 4) et ont montre´ la pertinence de cette approche dans l’e´tude des grandes transforma-
tions e´lastoplastiques [Mora(2004)].
1.2 Cine´matique ge´ne´rale 3D
La description du mouvement est base´e sur les e´volutions spatiale et temporelle de la position
des points mate´riels. L’espace euclidien a` trois dimensions E3 fournit le cadre spatial et le temps
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est repre´sente´ par la variable t. L’espace E3 est rapporte´ a` un repe`re ge´ne´ral fixe orthonorme´
(O,~Ia), (a = 1, 2, 3) appele´ repe`re carte´sien. Dans ce repe`re, on conside`re un solide de´formable
Ω et on suppose que sa frontie`re ∂Ω est assez re´gulie`re pour appliquer le the´ore`me de la diver-
gence permettant l’obtention des e´quations d’e´quilibre local. Afin de mode´liser les phe´nome`nes
physiques relatifs au milieu re´el, on fait l’hypothe`se de milieu continu. Le milieu re´el est donc
remplace´ par le corps homoge`ne Ω a` l’inte´rieur duquel il n’y a pas de vide et ou` toutes les
fonctions de´crivant l’e´tat de ce corps sont suppose´es continues et continuˆment diffe´rentiables.
1.2.1 Description cine´matique
Le corps Ω est suppose´ se de´former dans l’intervalle de temps [0, t] a` partir d’un e´tat non
de´forme´ de´fini a` l’instant t = 0. On appelle, configuration a` l’instant t note´e Ct, l’ensemble
des positions spatiales des points mate´riels constituant le solide a` un instant t. La configura-
tion de re´fe´rence de´signe la configuration particulie`re Ct0 du syste`me a` un instant t0 fixe´. En
particulier, la configuration de re´fe´rence a` t0 = 0 est la configuration initiale, note´e C0. La
notion de de´formation est attache´e au solide, et dans notre cas elle est de´finie en introduisant
un parame´trage mate´riel pre´cise´ment attache´ au solide lui-meˆme.
On conside`re un point mate´riel M appartenant au solide Ω. A un instant t, quand le corps Ω
est dans la configuration Ct, le point M occupe dans le repe`re (O,~Ia) une position Mt de´finie
par le vecteur position :
~OM(t) = ~M t = x
a(t)~Ia (1.1)
Ces coordonne´es sont eule´riennes puisqu’elles sont de´finies sur la configuration Ct, contrairement
aux coordonne´es lagrangiennes xa(t0) de´finies sur la configuration Ct0 de re´fe´rence. La position
du point mate´riel M a` un instant t peut eˆtre repe´re´e a` l’aide d’un syste`me de coordonne´es
curvilignes θi (i = 1, 2, 3). Dans la configuration Ct, la position du point M s’exprime alors
selon :
~M t = x
a(θi, t)~Ia (1.2)
Le syste`me de coordonne´es curvilignes que nous adoptons est lie´ a` la matie`re et se de´place
avec elle au cours de la de´formation. En ce sens, les parame`tres θi sont appele´s coordonne´es
mate´rielles entraˆıne´es. Ce parame´trage est e´tabli dans la configuration initiale C0 et reste fixe
durant toute la de´formation. Ainsi, si les variables d’espace xa(t) sont eule´riennes, celles-ci sont
repe´re´es a` l’aide de variables lagrangiennes, c’est-a`-dire inde´pendantes du temps, repre´sente´es
par le parame´trage curviligne θi. La description du mouvement peut alors eˆtre conside´re´e comme
lagrangienne. Un parame´trage curviligne e´vident peut eˆtre constitue´ par exemple des coor-
donne´es a` l’instant initial (description lagrangienne classique). Par souci de simplicite´, c’est le
parame´trage de la discre´tisation par e´le´ments finis qui joue le roˆle de parame´trage mate´riel.
1.2.2 Repe`re mate´riel entraˆıne´
A tout instant t, un repe`re local relatif au parame´trage curviligne est de´fini au point M selon :
~gi =
∂~x
∂θi
=
∂xa
∂θi
~Ia (1.3)
Cette relation de´finit le repe`re dit covariant de´pendant du temps (M,~gi). La base (~gi)i=1,2,3,
appele´e base naturelle, est entraˆıne´e par la matie`re. Le parame´trage curviligne e´tant mate´riel,
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(M,~gi) est intrinse`que au solide et est objectif car inde´pendant du repe´rage global du solide.
Il est donc bien adapte´ a` l’e´criture des lois de comportement. Les vecteurs de base ~gi sont
tangents aux courbes de´crites par le point M quand seul le parame`tre θi varie (cf. Fig.(1.1)).
e
e
e
1
2
3
M
g1
θ1= cste
g
θ
2
2= cste
θ3= cste
g3
O
Fig. 1.1 – Base naturelle (~gi)i=1,2,3 associe´e aux coordonne´es mate´rielles entraˆıne´es.
A l’aide du produit scalaire classique note´ (.), on peut associer au repe`re pre´ce´dent un repe`re
contravariant note´ (M,~g i). La base (~g i)i=1,2,3 est appele´e base duale et est de´finie par :
~gi . ~g
j = δji (1.4)
ou` δ de´signe le symbole de Kronecker. Le champ des vecteurs de base ~gi contient l’information
ge´ome´trique spatiale applique´e aux points de la carte de coordonne´es mate´rielles. En effet, si
l’on conside`re un point mate´riel M(θi) de position Mt a` l’instant t et un point ge´ome´trique P
du voisinage de M , tel que ~P = ~M t+ ~dl, alors dans le repe`re (M,~Ia), P peut eˆtre repe´re´ par :
~MtP = ~dl = dx
a ~Ia (1.5)
Mais P peut e´galement eˆtre conside´re´ comme la position M ′t du point mate´riel M
′(θi + dθi)
du voisinage mate´riel de M ou` dθi de´signe la diffe´rence infinite´simale entre les coordonne´es θi
et θi + dθi. La de´finition (1.3) du champ de vecteurs de base permet de re´e´crire (1.5) sous la
forme naturelle :
~MtM
′
t =
~dl = dθi ~gi (1.6)
Si les positions Mt et M
′
t des points mate´riels M et M
′ e´voluent au cours du temps, la relation
(1.6) reste ne´anmoins toujours valable. Les composantes dθi restent constantes et les vecteurs
de base ~gi e´voluent avec la de´formation et sont donc convecte´s par la matie`re.
1.2.3 Tenseur me´trique
Si l’on connait les composantes d’un tenseur dans la base naturelle, il est souvent ne´cessaire
de pouvoir obtenir ses composantes dans la base duale, et inversement. Pour cela, on utilise les
matrices de changement de base :
gij = ~gi . ~gj et g
ij = ~g i . ~g j (1.7)
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Les gij et g
ij sont les composantes du tenseur me´trique G respectivement dans la base duale
et dans la base naturelle :
G = gij ~g
i ⊗ ~g j = gij ~gi ⊗ ~gj = δij ~gi ⊗ ~g j = δab ~Ia ⊗ ~Ib = I (1.8)
Le tenseur me´trique est syme´trique par construction et I est le tenseur identite´. Si on pose
g = det[gij] on peut montrer que :
det[~gi] =
√
det[gij] =
√
g (1.9)
√
g repre´sente ainsi le jacobien |∂xa/∂θi| de la transformation θi −→ xa. La de´finition d’une
de´formation base´e sur la variation au cours du temps du produit scalaire de deux vecteurs
e´le´mentaires ~dM et ~dM ′ de´finis a` partir du pointM et de longueurs infinite´simales est re´alise´e
a` partir du tenseur me´trique. L’inte´reˆt du produit scalaire est qu’il inclut a` la fois les notions de
longueur et d’angle. En reprenant les formules (1.5) et (1.6) avec ~dM = dθi~gi et ~dM
′ = dθ′j~gj,
on obtient :
~dM . ~dM ′ = ~Ia . ~Ib dxadx′b = ~gi . ~gj dθ
idθ′j = gij dθidθ′j (1.10)
Soit (Mt1 , ~gi(t1)) le repe`re naturel au point mate´riel M de position Mt1 a` l’instant t1 et
(Mt2 , ~gi(t2)) le repe`re analogue a` l’instant t2. Les vecteurs e´le´mentaires respectifs sont
~dM(t1) et
~dM ′(t1) a` l’instant t1, ~dM(t2) et ~dM ′(t2) a` l’instant t2. Comme les termes dθi restent constants,
la diffe´rence des produits scalaires correspondants peut s’exprimer :
~dM(t2) . ~dM ′(t2)− ~dM(t1) . ~dM ′(t1) = (gij(M, t2)− gij(M, t1)) dθidθ′j (1.11)
Ce re´sultat laisse entrevoir la de´finition d’un processus de comparaison entre les produits sca-
laires de vecteurs e´le´mentaires estime´s a` des instants diffe´rents, autrement dit entre les longueurs
et les angles.
1.2.4 Tenseur des de´formations d’Almansi
La notion de de´formation entre un instant tR passe´ et l’instant pre´sent t ne´cessite la comparaison
des vecteurs e´le´mentaires ~dM(tR) et ~dM(t) (cf e´q.(1.11)). Cette comparaison n’est possible que
si le vecteur ~dM est me´morise´ a` l’instant tR et transporte´ tel quel a` t, ce qui est note´ :
t
tR
~dM = ~dM(tR) (1.12)
D’apre`s la relation (1.11), la variation du produit scalaire de deux vecteurs e´le´mentaires ~dM et
~dM ′ de´finis a` partir du point mate´riel M s’exprime maintenant par :
~dM(t) . ~dM ′(t)− ~dM(tR) . ~dM ′(tR) = ~dM(t) . ~dM ′(t) − ttR ~dM . ttR ~dM ′ (1.13)
=
(
gij(t) − ttR ..gij
)
dθidθ′j (1.14)
Cette expression fait intervenir les composantes deux fois covariantes du tenseur de Cauchy-
Green droit de´fini par :
t
tR
..G = ttR ..gij ~g
i(t)⊗ ~g j(t) = gij(tR) ~g i(t)⊗ ~g j(t) (1.15)
On peut alors de´finir le tenseur des de´formations d’Almansi entre les e´tats tR et t par :
ttR =
1
2
(
G − ttR ..G
)
(1.16)
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Ce tenseur est syme´trique. Le sens physique accorde´ a` cette de´finition de la de´formation tient
dans l’existence a` l’e´tat t de l’information ttR ..G transporte´e intacte de tR a` t. Autrement dit, elle
implique l’hypothe`se selon laquelle la matie`re est support de me´moire. Parmi toutes les mesures
de de´formation possibles, la de´formation d’Almansi est eule´rienne et en relation directe avec
le tenseur des vitesses de de´formation D. Cependant, ses invariants classiques n’ont pas une
signification ge´ome´trique directe [Mora(2004)].
1.2.5 Tenseur des contraintes de Cauchy
Pour de´finir le tenseur des contraintes en se plac¸ant dans la configuration actuelle Ct, on
conside`re la force de cohe´sion ~dF = dF i ~gi(t) qu’exercent les diffe´rentes parties du corps Ω sur
un e´le´ment mate´riel infinite´simal de surface dS autour d’un point mate´riel M et de vecteur
normal unitaire ~N . On de´finit ainsi le vecteur : ~dS = dS ~N = dSi ~g
i(t). Selon l’hypothe`se de
Cauchy, on postule une relation line´aire entre les composantes dF i et dSi :
dF i = σijdSi (1.17)
de telle sorte que :
~dF =
(
σij ~gi(t)⊗ ~gj(t)
)
. ~dS (1.18)
Les composantes σij sont celles d’un tenseur σ, appele´ tenseur des contraintes de Cauchy, qui
s’e´crit dans les diffe´rentes bases :
σ = σij ~gi(t)⊗ ~gj(t) = σij ~g i(t)⊗ ~g j(t) = σij ~g i(t)⊗ ~g j(t) (1.19)
La notion de transport, de´ja` utilise´e au sujet du tenseur me´trique, est suppose´e s’appliquer aux
contraintes. Autrement dit, on admet qu’il est possible en tout point mate´riel M d’accorder un
sens physique a` un processus de transport mate´riel d’une contrainte σ(M, tR) entre les instants
tR passe´ et t actuel [Gue´lin(1980)]. Cette ope´ration sera employe´e dans le cadre du sche´ma
d’hyste´re´sis pure.
1.2.6 De´rive´e convective
Alors que la de´rivation spatiale dite covariante est classique, l’attention est ici porte´e sur l’in-
troduction d’une de´rive´e temporelle de tenseur qui soit objective, c’est-a`-dire qui ait une si-
gnification au niveau de l’e´le´ment mate´riel inde´pendamment de son mouvement dans l’espace
[Pe´gon(1988)]. En effet, une telle de´rive´e permet d’une part de respecter le principe d’objecti-
vite´ dans la de´finition du principe de superposition (cf. chapitre 2) et d’autre part de conduire
a` un tenseur des vitesses de de´formation (de´fini au §1.2.7) qui soit objectif.
La de´rive´e mate´rielle en un point mate´riel fixe dans l’espace d’un tenseur d’ordre 2 s’exprime :(
∂T
∂t
)
θk=cste
=
∂T ij
∂t
~gi ⊗ ~gj + T ij ∂
∂t
(~gi ⊗ ~gj) (1.20)
Dans cette relation, le premier terme est inde´pendant du mouvement du solide, contrairement
au second qui est entraˆıne´ par le mouvement de ce solide. Le premier terme paraˆıt donc tout
a` fait indique´ pour obtenir une de´rive´e temporelle objective. On distingue ainsi les de´rivations
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selon la repre´sentation du tenseur T , ce qui donne par exemple dans le cas d’une repre´sentation
du tenseur en coordonne´es mixtes, l’expression de la de´rive´e de Jaumann :
1
2
(Lv
..+ Lv.
.) T =
1
2
(
∂T ij
∂t
~gi ⊗ ~g j + ∂T
j
i
∂t
~g i ⊗ ~gj
)
(1.21)
Le taux Lv est appele´ de´rive´e de Lie de T . Il est a` noter que la nullite´ de la de´rive´e convective
exprime la condition d’existence de me´moire discre`te mate´rielle. C’est le cas pour le tenseur de
Cauchy-Green droit (1.15), dont la de´finition s’appuie sur ce concept :
Lv..(
t
tR
..G) =
∂gij(tR)
∂t
~g i ⊗ ~g j = 0 (1.22)
1.2.7 Tenseur des vitesses de de´formation
L’ensemble des vitesses des points du solide est obtenu en de´rivant par rapport au temps la
position ~x(θi, t) dans le repe`re mate´riel entraˆıne´ :
~v(θi, t) =
d~x
dt
= x˙a(θi, t)~Ia (1.23)
Le gradient du champ de vitesses pre´ce´dent est un tenseur du second ordre de´fini par la relation :
L =
∂~v
∂~x
= δij
∂~v
∂θi
⊗ ∂θ
j
∂xa
~I
a
(1.24)
Graˆce aux de´finitions de la base naturelle (1.3) et de la base duale (1.4), on peut e´crire L sous
la forme :
L = δij
(
d~gi
dt
)
⊗ ~g j = gij
(
d~gi
dt
)
⊗ ~gj (1.25)
Le gradient du champ de vitesses apporte une information importante sur le mouvement de
l’ensemble des points du voisinage du point M . On peut alors conside´rer deux cas particuliers.
Lorsque L est antisyme´trique, le voisinage de M se de´place comme un solide rigide, il tourne
par rapport a` (M,~Ia) mais ne se de´forme pas. Par contre, lorsque L est syme´trique, il posse`de
alors trois directions principales dans lesquelles les points voisins deM ne font que s’e´loigner ou
se rapprocher de lui mais ne tournent pas. Ces remarques conduisent a` de´composer le gradient
du champ de vitesses en une partie syme´trique et une partie antisyme´trique :
L =D +W (1.26)
avec :
D =
1
2
(L+LT ) et W =
1
2
(L−LT ) (1.27)
ou` W est appele´ tenseur des taux de rotation et D tenseur des taux de de´formation. Dans le
cas du repe`re mate´riel entraˆıne´, on peut montrer que D est lie´ au tenseur des de´formations
d’Almansi par la relation :
D = Lv.. 
t
tR
(1.28)
qui d’apre`s la de´finition du tenseur des de´formations d’Almansi (1.16) et l’invariance du tenseur
de Cauchy-Green droit (1.22) se re´duit a` :
D =
1
2
Lv.. G (1.29)
Compte tenu du caracte`re objectif de la de´rive´e convective Lv, cette dernie`re expression implique
que le tenseur des vitesses de de´formation est une grandeur objective.
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1.3 Formulation variationnelle
Les parties pre´ce´dentes ont permis d’introduire les e´le´ments qui de´finissent une cine´matique
de grandes transformations base´e sur la de´finition de coordonne´es mate´rielles entraˆıne´es. Les
tenseurs caracte´ristiques sont le tenseur me´trique, le tenseur des de´formations d’Almansi et
le tenseur des contraintes de Cauchy qui lui est associe´. Ces grandeurs entrent en jeu dans
l’e´criture des e´quations d’e´quilibre du mouvement local du solide Ω, qui s’e´crivent en statique :
f iv + σ
ij|j = 0 (1.30)
ou` les termes σij|j sont les de´rive´es covariantes du tenseur des contraintes σ et fv les forces
volumiques (par exemple le poids) qui s’exercent sur le solide Ω. L’e´quilibre du milieu continu est
repre´sente´ par le syste`me d’e´quations aux de´rive´es partielles (1.30) qui est, au travers de la loi
de comportement et des relations cine´matiques, fonction des positions ~x(M, t) recherche´es. Ces
e´quations sont alors exprime´es sous une forme faible par application du principe des puissances
virtuelles. Cette forme permet d’obtenir les e´quations discre´tise´es par la me´thode des e´le´ments
finis. Le parame´trage issu de cette discre´tisation spatiale e´tant lie´ a` la matie`re, il est tout
naturellement de´signe´ pour jouer le roˆle de coordonne´es curvilignes entraˆıne´es par la matie`re.
On conside`re un ensemble de champs de vecteurs particulier : l’ensemble V∗ad des champs de
vitesses virtuelles ~v∗ = v∗i ~g
i cine´matiquement admissibles. Ce champ de vecteurs de´fini sur Ω
est qualifie´ de virtuel de manie`re a` le distinguer du mouvement re´el et il repre´sente en fait toutes
les vitesses possibles, compatibles avec les conditions limites ge´ome´triques (ou cine´matiques),
avec ~v∗ = ~0 sur ∂Ω. En effectuant une projection des e´quations d’e´quilibre sur les vitesses
virtuelles, on obtient de manie`re e´quivalente :∫
Ω
[
σij|j v∗i + f ivv∗i
]
dv = 0 ∀~v∗ ∈ V∗ad (1.31)
Cette relation est la forme variationnelle des e´quations d’e´quilibre (1.30). Apre`s inte´gration par
parties du premier terme, application du the´ore`me de la divergence et en tenant compte des
conditions limites me´caniques, on obtient une formulation en vitesse, dite forme faible :∫
Ω
[
σijv∗i|j − f ivv∗i
]
dv −
∫
∂Ω
f isv
∗
i ds = 0 ∀~v∗ ∈ V∗ad (1.32)
ou` les termes v∗i|j de´signent les de´rive´es covariantes des composantes du vecteur ~v
∗ et fs les
forces surfaciques s’exerc¸ant sur la frontie`re ∂Ω du solide Ω. En exprimant la relation liant le
tenseur des vitesses de de´formation D et les vitesses ~v, cette expression peut s’e´crire :∫
Ω
[
σijD∗ij − f ivv∗i
]
dv −
∫
∂Ω
f isv
∗
i ds = 0 ∀~v∗ ∈ V∗ad (1.33)
L’inte´reˆt de cette forme est de diminuer le degre´ de de´rivation de σij donc de xi, l’inconnue prin-
cipale. Par ailleurs, la relation (1.33) est e´quivalente au principe des puissances virtuelles, dont
l’e´criture est fonde´e sur une approche plus physique [Germain(1986)]. A partir de l’approxi-
mation par e´le´ments finis, la re´solution de l’e´quation pre´ce´dente satisfaite pour tout champ
de vitesses virtuelles, conduit a` la re´solution d’un syste`me non line´aire par la me´thode de
Newton-Raphson.
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Chapitre 2
Formulation des lois de comportement
2.1 Introduction
Dans le cas des mate´riaux me´talliques, l’existence simultane´e de trois me´canismes, que
sont l’e´lasticite´ (me´canisme re´versible), la plasticite´ (me´canisme irre´versible) et la visco-
site´ (de´pendance vis-a`-vis de la vitesse de de´formation, fluage et relaxation) est clai-
rement mise en e´vidence par de nombreuses e´tudes expe´rimentales et me´tallurgiques
[Lemaitre et Chaboche(1985)]. Le point de de´part de cette e´tude est base´ sur un forma-
lisme particulier, de´veloppe´ ante´rieurement dans le cadre du sche´ma d’e´lastohyste´re´sis par
Gue´lin, Pe´gon et Favier, constitue´ de la superposition d’une contribution de contrainte hy-
pere´lastique [Favier(1988)] et d’une contribution de contrainte d’hyste´re´sis pure [Favier(1988)]
[Pe´gon(1988)]. Il s’appuie sur les processus physiques gouvernant le comportement ther-
mome´canique des alliages a` me´moire de forme (AMF). Mais le chapitre 3 montrera dans quelle
mesure ce mode`le est susceptible de de´crire aussi des comportements de mate´riaux plus conven-
tionnels comme ceux des aciers doux. Le cadre conceptuel ge´ne´ral est celui mis en place dans les
travaux de Gue´lin [Gue´lin(1980)] et on pre´sente dans ce chapitre les hypothe`ses et les relations
qui ont permis son introduction dans le code de calcul HEREZH.
Ensuite, un de nos domaines d’e´tude (explosions et impacts) a ne´cessite´ la prise en compte de
l’influence de la vitesse de de´formation. Dans le cadre d’un sche´ma base´ sur la superposition
de contribution de contraintes, nous avons conside´re´ un sche´ma hypere´lastique repre´sentant la
contribution re´versible du comportement. Le sche´ma d’hyste´re´sis, initialement implante´ dans
le cadre de l’e´tude des AMF [Manach et al.(1994b)], est a` caracte`re irre´versible et permet
par conse´quent d’envisager la mode´lisation de la plasticite´ des mate´riaux classiques. Enfin, les
phe´nome`nes e´tudie´s ont lieu a` grandes vitesses et il est donc fondamental de prendre en compte
la de´pendance du comportement vis-a`-vis du temps. Plus pre´cise´ment, il s’agit de repre´senter
l’augmentation de la re´sistance du mate´riau quand la vitesse de de´formation augmente. Pour
ce faire, un mode`le viscoplastique simple de type Norton-Hoff a e´te´ retenu. Compte tenu des
comportements envisage´s, le mode`le complet inclut la description de l’e´crouissage du mate´riau,
la possibilite´ de re´aliser des cycles de charge-de´charge et la prise en compte de la viscosite´.
Ce chapitre pre´sente tour a` tour les mode`les de lois de comportement de´veloppe´s et leur roˆle dans
le mode`le final. La loi d’hypere´lasticite´, mode´lisant un comportement e´lastique non line´aire, est
d’abord pre´sente´e. Le principe du sche´ma d’hyste´re´sis est ensuite expose´. Ce mode`le comporte
une partie irre´versible et permet donc de repre´senter la plasticite´ du mate´riau. Il autorise
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e´galement la re´alisation de cycles de charge-de´charge dissipatifs. Enfin, le mode`le viscoplastique
de Norton-Hoff est pre´sente´. Il rend compte de la de´pendance du comportement vis-a`-vis de la
vitesse de de´formation. L’union de ces trois sche´mas est baptise´e mode`le d’e´lastoviscohyste´re´sis.
Enfin, dans le cadre de la mode´lisation des mate´riaux composites e´lastome`res-tissu, le compor-
tement du tissu peut induire de grandes de´formations e´lastiques des fibres et de la matrice.
Quand de telles de´formations sont conside´re´es, il est clair qu’un comportement orthotrope clas-
sique ne peut plus eˆtre conside´re´ en raison de la perte de syme´trie mate´rielle. Afin de garder une
loi simple, meˆme pour de grandes de´formations, le concept d’orthotropie entraˆıne´e a e´te´ de´fini.
La loi de comportement orthotrope est aussi de´veloppe´e dans le cadre des grandes transforma-
tions en utilisant les repe`res mate´riels entraine´s pre´sente´s au chapitre 1. Cette loi est de´die´e
a` la mode´lisation des mate´riaux e´lastiques qui pre´sentent un comportement orthotrope forte-
ment marque´ comme, par exemple, les tissus ou les fibres. La loi de comportement orthotrope
entraˆıne´e est pre´sente´e a` la fin de ce chapitre.
2.2 Principe de superposition
Les lois de comportement de´veloppe´es dans cette partie sont base´es sur la superposition de
plusieurs contributions de contrainte, chacune repre´sentant un comportement e´le´mentaire des
mate´riaux a` mode´liser. Cette de´composition, qui est ge´ne´ralement effectue´e plutoˆt sur la
de´formation que sur la contrainte, a initialement e´te´ sugge´re´e par Duhem [Duhem(1980)]. Selon
le principe de superposition suivant, le tenseur des contraintes d’e´lastohyste´re´sis s’exprime a`
partir des tenseurs des contraintes hypere´lastique et d’hyste´re´sis pure sous la forme :
dσe´lastohyste´re´sis = dσhypere´lastique + dσhyste´re´sis (2.1)
Cette e´criture diffe´rentielle est rendue ne´cessaire car la contribution d’hyste´re´sis pure de´pend
du trajet de chargement emprunte´ pour atteindre l’e´tat actuel. Plus tard, lors de l’e´tude dy-
namique d’un acier doux, il a e´te´ observe´ que l’effet de la vitesse de de´formation sur le com-
portement du mate´riau semblait approximativement inde´pendant du niveau de de´formation
[Couty(1999)]. Il est donc apparu justifie´ de conside´rer la contrainte totale comme la super-
position d’une contribution inde´pendante du temps et d’une contribution fonction du temps
mais inde´pendante du niveau de de´formation. La premie`re est repre´sente´e par le mode`le
d’e´lastohyste´re´sis et la deuxie`me par le mode`le de Norton-Hoff. Selon le meˆme principe de
superposition des contraintes, la contrainte totale est donc exprime´e sous la forme diffe´rentielle
suivante :
dσe´lastoviscohyste´re´sis = dσe´lastohyste´re´sis + dσNorton (2.2)
La relation (2.2) de´finit le sche´ma tensoriel dit d’e´lastoviscohyste´re´sis, par analogie au sche´ma
d’e´lastohyste´re´sis. Enfin, dans le but de mode´liser le comportement orthotrope lors des grandes
de´formations e´lastiques de mate´riaux composites e´lastome`re-tissu, la meˆme approche a e´te´
utilise´e pour simuler le comportement de ces mate´riaux avec :
dσ = dσhypere´lastique + dσorthotrope (2.3)
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2.3 Mode`le hypere´lastique
La loi de comportement hypere´lastique est de´finie pour mode´liser un comportement re´versible
non line´aire dans le domaine des grandes de´formations. Comme de´fini dans le principe de su-
perposition, l’hypere´lasticite´ n’est pas entendue ici au sens de premier stade de la de´formation
pre´ce´dant la plasticite´ mais plutoˆt au sens de l’existence d’une contribution re´versible a` n’im-
porte quel stade de de´formation. La de´finition d’un sche´ma d’hypere´lasticite´ repose sur l’exis-
tence d’un e´tat initial neutre (tR = 0) tel qu’apre`s de´formation, le tenseur des contraintes ∆
t
0σ
de´pend uniquement du tenseur de de´formation induit, calcule´ a` partir de cet e´tat de re´fe´rence :
∆t0. L’e´tat de re´fe´rence e´tant l’e´tat neutre (∆
tR
0 σ(0) = 0), on e´crit simplement σ = ∆
t
0σ pour
la contrainte et  = ∆t0 pour la de´formation.
La de´finition du comportement s’appuie sur la conservation de l’e´nergie et sur le postulat de
l’existence d’une e´nergie e´lastique, fonction d’e´tat. La densite´ d’e´nergie e´lastique E est de´finie
a` partir de l’ine´galite´ de Clausius-Duhem [Lemaitre et Chaboche(1985)] :
∂(
√
gE)
∂t
=
√
g σ :D =
√
g σij Dji (2.4)
ou`D est le tenseur des vitesses de de´formation. E de´pend a` chaque instant d’un certain nombre
de grandeurs scalaires pa caracte´risant les variations intrinse`ques de la ge´ome´trie entre l’e´tat
neutre et l’e´tat de´forme´. Les fonctions pa peuvent s’e´crire sous la forme :
∂pa
∂t
= f ija Dji (2.5)
Le terme ∂(
√
gE)/∂t peut ainsi eˆtre exprime´ selon :
∂(
√
gE)
∂t
=
∂(
√
gE)
∂pa
∂pa
∂t
=
∂(
√
gE)
∂pa
f ija Dji (2.6)
Par identification, les composantes du tenseur des contraintes sont par conse´quent de´finies par :
√
g σij =
∂(
√
gE)
∂pa
f ija (2.7)
E est suppose´e fonction uniquement de la variation de forme entre l’e´tat neutre et l’e´tat actuel.
En particulier, ce changement de forme peut eˆtre de´crit par le tenseur des de´formations d’Al-
mansi . L’hypothe`se d’un comportement isotherme et isotrope permet de restreindre a` trois le
nombre de grandeurs pa dont de´pend E ; elles peuvent eˆtre choisies sous la forme d’invariants de
. Apre`s calcul de ∂pa/∂t et sachant qu’on postule une forme donne´e par la relation (2.5), on en
de´duit la forme des termes f ija , puis celle de σ en fonction de E. Par exemple, pour les variables
pa on peut choisir la variation de volume v et les e´le´ments Q et ϕ d’une repre´sentation polaire
classique du tenseur  de´finis par :
v =
√
g√
g0
(2.8)
Q =
√
2I¯I¯¯ (2.9)
cos(3ϕ) = 3
√
6
(
I¯I¯I¯¯
Q3
)
(2.10)
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ou` I¯I¯¯ et I¯I¯I¯¯ de´signent les moments du de´viateur du tenseur des de´formations [Favier(1988)].
Le tenseur des contraintes σ peut alors s’exprimer sous la forme [Favier(1988)] :
σ = α0 G + α1  + α2  .  (2.11)
L’e´criture des coefficients αi (i = 1, 2, 3) peut eˆtre trouve´e dans [Couty(1999)]. Si l’on veut par
exemple que la partie isotrope du tenseur des contraintes soit inde´pendante de la phase ϕ, une
solution triviale est que E ne de´pende pas de ϕ. Un exemple d’un tel potentiel E est celui
utilise´ dans le cadre des alliages a` me´moire de forme [Favier et al.(1989a)] :
E =
k
6
ln2 v +
Q20r
2µr
ln
[
cosh
(
2µr
Q0r
√
2I¯I¯¯
)]
+ 2µ∞I¯I¯¯ (2.12)
ou` µr, µ∞, Q0r sont des parame`tres caracte´ristiques du mate´riau. Le parame`tre k a la signifi-
cation d’un coefficient de compressibilite´ volumique : k = 3λ + 2µ (λ et µ = µr + µ∞ sont les
parame`tres de Lame´). La de´pendance du potentiel E vis-a`-vis de la phase permet par exemple
de repre´senter la diffe´rence de comportement observe´e expe´rimentalement au cours d’essais
de traction-compression. Cette de´pendance peut eˆtre envisage´e au travers des parame`tres ca-
racte´ristiques pre´ce´dents (par exemple Q0r = Q0r(ϕ)) [Krenk(1996)].
Par analogie avec la the´orie de la plasticite´, on peut introduire la contrainte e´quivalente au sens
de Von Mises et la de´formation e´quivalente associe´e qui conduisent a` l’e´criture monodimension-
nelle de la loi hypere´lastique obtenue a` partir de la formulation tridimensionnelle :
σeq =
Q0r
√
3√
2
tanh
(
3µreq√
3Q0r/
√
2
)
+ 3µ∞eq (2.13)
En conside´rant que la de´formation est isovolume, on peut calculer les contrainte et de´formation
e´quivalentes correspondant a` une essai de traction et a` un essai de cisaillement. La figure (2.1)
met en e´vidence la signification des parame`tres mate´riau de ce mode`le.
µ r
2
0r
τ
γ
Q µ
µ
2
σ
ε
3Q 0r 3 µ
3( )µ r µ
Fig. 2.1 – Signification des parame`tres mate´riau de la loi hypere´lastique sur un essai de
cisaillement simple (figure de gauche) et de traction uniaxiale (figure de droite).
2.4 Mode`le d’hyste´re´sis pure
La contribution d’hyste´re´sis pure est toujours irre´versible mais pre´sente ne´anmoins certaines
particularite´s qui la distinguent des mode`les plastiques classiques. La plus e´vidente est qu’elle
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met en jeu deux termes e´nerge´tiques dont l’un est un terme de dissipation et l’autre un terme
d’e´nergie interne. La pre´sence de ce dernier la diffe´rencie fondamentalement d’un phe´nome`ne
de friction classique qui lui n’implique que des termes de dissipation. L’autre particularite´
importante concerne encore ce terme d’e´nergie interne qui de´pend de l’e´tat actuel mais aussi
de toute l’histoire thermodynamique pre´ce´dente. Cette caracte´ristique fait appel au concept de
me´moire discre`te introduite dans les travaux de Gue´lin et Pe´gon, qui ont permis d’une part
de montrer l’inte´reˆt d’un point de vue mathe´matique de l’usage des coordonne´es mate´rielles
entraˆıne´es [Gue´lin(1980)] et d’autre part de proposer une strate´gie de re´solution nume´rique
[Pe´gon(1988)]. Il est a` noter que Favier [Favier(1988)] a plus particulie`rement contribue´ a` l’e´tude
du sche´ma d’e´lastohyste´re´sis qu’il a e´tendu au cas non isotherme.
Une repre´sentation simple du comportement d’hyste´re´sis pure peut eˆtre faite a` partir d’un essai
de cisaillement simple dont l’inte´reˆt est de ne faire intervenir, au premier ordre, qu’une seule
composante des tenseurs de contrainte et de de´formation : ∆t0τ = ∆
t
0σ12 est la contrainte de
Cauchy en cisaillement et ∆t0γ = 2∆
t
012 repre´sente le cisaillement d’Almansi dans le repe`re
fixe (O,~Ia). Si l’on conside`re que l’e´tat neutre co¨ıncide avec l’e´tat a` t = 0, ces grandeurs se
re´duisent simplement a` ∆t0τ = τ − t0τ et ∆t0γ = γ − t0γ.
τ
γ
D
A
B
C’
O
E
C
µ h
F
S0h
Fig. 2.2 – Evolution complexe dans un cas monodimensionnel de cisaillement simple.
On s’inte´resse aux e´volutions repre´sente´es sur la figure (2.2). Le passage d’une phase de charge
a` une phase de de´charge et vice-versa est appele´ inversion. Ainsi, le point A mate´rialise une
inversion dans le passage de la branche de premie`re charge OA a` la branche de de´charge AB.
La discontinuite´ que repre´sente le point A en fait un e´ve`nement me´morable dans la mesure ou`
il va jouer un roˆle dans l’e´volution ulte´rieure du milieu. Par conse´quent, le long de la branche
AB, la contrainte actuelle τ se de´duit de la de´finition de la variation de contrainte entre tA et
t, note´e ∆tAτ :
∆tAτ = τ − tAτ = τ − τ(tA) =⇒ ∆t0τ = τ = τ(tA) + ∆tAτ (2.14)
ou` la contrainte de re´fe´rence τ(tA) aura duˆ eˆtre pre´alablement me´morise´e. Le point A fait donc
office d’e´tat de re´fe´rence pour l’e´tat a` t. De la meˆme fac¸on, le point d’inversion B repre´sente
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l’e´tat de re´fe´rence le long de la branche BC. On constate donc le roˆle essentiel joue´ par les
notions de me´moire discre`te et de transport dans la description du mode`le d’hyste´re´sis pure.
Physiquement, on observe que la branche BC ne peut eˆtre prolonge´e par CC ′ mais doit l’eˆtre
par CD c’est-a`-dire selon la premie`re charge. Le point C est appele´ point de co¨ıncidence ou
point de rattrapage. Le cycle ABC se ferme sur lui-meˆme de telle sorte que le long de ABC il est
ne´cessaire de conserver les me´moires de A et B mais ces me´moires peuvent eˆtre de´finitivement
efface´es une fois sur la branche CD. Autrement dit, au dela` de C, tout se passe comme si le
cycle ABC n’avait pas e´te´ re´alise´ et le nouvel e´tat de re´fe´rence est l’e´tat neutre repre´sente´ par
le point O. Toutes les branches des cycles d’hyste´re´sis se de´duisent de la branche de premie`re
charge OD par une homothe´tie de rapport ω = ±2, ω e´tant appele´ parame`tre de Masing. Ainsi,
sur OD et OE le parame`tre de Masing vaut ω = 1 alors que sur les branches AB, BC ou encore
AE et FC (C de´signant ici le rattrapage de la branche de premie`re charge par la branche issue
de F ) : ω = 2. De plus, les pentes dτ/dγ a` droite des points d’inversion tels que A, B ou E
sont e´gales a` la pente a` l’origine µh.
Si l’indice r de´signe un e´tat de re´fe´rence, l’e´quation fonctionnelle du comportement d’hyste´re´sis
pure monodimensionnel peut s’e´crire sous la forme :
∆trτ = ωS0h tanh
(
µh
ωS0h
∆trγ
)
(2.15)
ou sous forme diffe´rentielle :
τ˙ = µh
(
1− ∆
t
rτ
2
(ωS0h)2
)
γ˙ = µh γ˙ +
( −µh
(ωS0h)2
)
φ ∆trτ (2.16)
ou` φ = ∆trτ γ˙ repre´sente la dissipation intrinse`que [Pe´gon(1988)] de´finie par : φ = −Pi−pi, avec
Pi = −τ γ˙ la puissance des efforts inte´rieurs et pi = trτ γ˙ la puissance re´versible [Gue´lin(1980)].
L’extension du cas monodimensionnel au cas tridimensionnel est effectue´e en supposant d’une
part que le mate´riau est isotrope et d’autre part que la contribution d’hyste´re´sis pure est
entie`rement de´viatoire [Favier(1988)]. Le sche´ma constitutif peut se pre´senter sous la forme
suivante :
∂ ∆trS
′i
.j
∂t
= 2µh D¯
i
.j + β4 φ¯ ∆
t
rS
′i
.j (2.17)
ou` S′ de´signe le de´viateur du tenseur des contraintes de Cauchy et D¯ le de´viateur du tenseur
des vitesses de de´formation. La valeur tr du parame`tre d’avancement repre´sente une situation de
re´fe´rence qui correspond a` l’e´tat initial lors de la premie`re charge et au dernier e´tat d’inversion
dans le cas courant. Le parame`tre t, analogue au temps, sert a` de´crire une e´volution positive.
Les deux parame`tres intrinse`ques au mate´riau sont µh et β4. Le premier, µh, apparaˆıt dans
la formulation monodimensionnelle (2.16) et correspond au module de cisaillement. Si S0h
repre´sente la contrainte seuil de cisaillement simple alors dans le cas particulier d’une surface
de plasticite´ de Von Mises, β4 est de´fini par [Pe´gon(1988)] :
β4 = − µh
(ωS0h)2
= − 2µh
(ωQ0h)2
(2.18)
ou` Q0h repre´sente le rayon du cercle de Von Mises : Q0h =
√
2 S0h. Le terme φ¯ correspond a`
une mesure de la dissipation intrinse`que qui s’exprime :
φ¯(t) = ∆trS
′ : D¯ = ∆trS
′i
j D¯
j
i (2.19)
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Enfin, la de´finition de l’e´quation (2.17) est re´alise´e en utilisant un sche´ma a` transport mixte
(sche´ma de Zaremba) dont l’inte´reˆt par rapport aux autres types de transport (Zaremba a` trans-
port covariant ou contravariant) est l’inde´pendance vis-a`-vis de la me´trique [Pe´gon(1988)]. Les
composantes syme´triques deux fois contravariantes de S s’obtiennent par la relation suivante :
Sij =
1
2
(
S ′ik g
kj + S ′jk g
ki
)
(2.20)
L’e´quation (2.20) de´finit en fait la de´rive´e de Lie de S′ une fois contravariante et une fois cova-
riante, dont l’usage permet de satisfaire automatiquement le principe d’objectivite´. L’e´quation
(2.17) est une e´quation diffe´rentielle du premier ordre. La technique retenue pour en appro-
cher la solution est une line´arisation au premier ordre puis une inte´gration exacte de manie`re
implicite par un algorithme de Newton. L’e´quilibre global de la structure e´tant approche´ par
une me´thode e´le´ments finis incre´mentale en de´placement de type lagrangienne re´actualise´e, il
est ne´cessaire de de´finir une cine´matique d’e´volution le long d’un pas de temps. Deux tech-
niques simples peuvent eˆtre envisage´es [Pe´gon(1988)] : la vitesse de de´placement est suppose´e
constante sur l’incre´ment, ou bien la vitesse de de´formation est suppose´e constante.D est ainsi
fixe´e sur l’incre´ment. L’expe´rience montre que les re´sultats diffe`rent peu mais la solution a` vi-
tesse de de´formation constante a e´te´ privile´gie´e dans la majorite´ des calculs parce qu’elle paraˆıt
a priori plus conforme a` la re´alite´. Le de´tail de la re´solution de l’e´quation constitutive peut eˆtre
trouve´ dans [Rio et al.(1995b)].
De´termination des inversions et des co¨ıncidences. Le crite`re d’inversion s’appuie sur
une mesure de la dissipation instantane´e d’e´nergie qui peut eˆtre obtenue en utilisant le taux de
dissipation intrinse`que de´fini dans la relation (2.19). Si t correspond a` l’e´tat pre´ce´dant l’e´tat
actuel t+∆t tel que tr ≤ t < t+∆t, ou` tr repre´sente l’e´tat de re´fe´rence, le taux de dissipation
intrinse`que vaut :
φ¯(t+∆t) = ∆t+∆tr S
′i
j D¯
j
i (2.21)
Cette grandeur est relative a` un e´le´ment de volume et doit eˆtre toujours positive, en accord avec
l’expression du second principe de la thermodynamique [Pe´gon(1988)]. Un crite`re d’inversion
lie´ a` la discre´tisation peut donc s’exprimer de la manie`re suivante :
si φ¯(t+∆t) < 0 alors l’e´tat a` t est conside´re´ comme point d’inversion
Le tenseur des contraintes S′(t) est alors me´morise´ et cet e´tat repre´sente la nouvelle re´fe´rence
S′r pour les e´tats suivants, jusqu’a` une nouvelle inversion ou une co¨ıncidence. En particulier,
le calcul de l’e´tat a` t + ∆t, qui a permis de de´tecter l’inversion, doit eˆtre repris pour prendre
en compte justement cette nouvelle re´fe´rence. Sur la figure (2.3), les points A, B, C et D sont
des points d’inversion. Si l’inversion a lieu a` partir de la premie`re charge (ω = 1), comme c’est
le cas du point A, le parame`tre de Masing est affecte´ a` la valeur ω = 2, jusqu’au retour a` la
branche de premie`re charge au point de co¨ıncidence F ou` de nouveau ω = 1.
Dans le but de de´terminer les points de co¨ıncidence, on introduit la fonction d’aide W :
W =
2
ω2
∫ t
tr
φ¯(τ) dτ avec W (t+r ) = 0 (2.22)
Par de´finition, cette fonction repre´sente en fait une mesure de l’e´nergie e´change´e le long d’un
trajet entre deux points d’inversion. La co¨ıncidence est observe´e lorsque le niveau courant
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d’e´nergie e´change´e rejoint le maximum atteint lors de la branche pre´ce´dente. La co¨ıncidence
repre´sente alors la fermeture d’un cycle qui peut donc eˆtre oublie´. La figure (2.3) montre
l’e´volution de la fonction d’aide dans le cas d’un cycle complexe.
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Fig. 2.3 – Evolution cyclique complexe dans un cas monodimensionnel de cisaillement et
e´volution de la fonction d’aide W le long de ce trajet de chargement.
A titre d’exemple, conside´rons la branche DE pour laquelle D est l’e´tat de re´fe´rence. Soit deux
e´tats conse´cutifs t et t + ∆t sur cette branche. Si W (t + ∆t) < W (tD) alors l’e´volution est
normale et le calcul de S′(t+∆t) est valide´ puis on passe a` l’incre´ment suivant. Par contre, si
W (t) < W (tD) < W (t+∆t) alors la branche pre´ce´dente BA est rattrape´e : il y a co¨ıncidence.
Il existe donc entre t et t + ∆t un e´tat E tel que : W (tE) = W (tD), c’est-a`-dire que l’e´nergie
e´change´e le long de la branche DE est e´gale a` celle e´change´e le long de CD. Le cycle CDE est
alors oublie´, ce qui est traduit par l’e´galite´ : W (tE) =W (tC) et le point B devient nouvel e´tat
de re´fe´rence sur la partie de branche EF . Sur la figure (2.3), les points E et F sont des points
de co¨ıncidence.
Le processus de gestion des co¨ıncidences met en e´vidence la ne´cessite´ de me´moriser la valeur
de la fonction d’aide aux points d’inversion (en l’occurrence en D et C), en plus du tenseur des
contraintes S′. Si le parame`tre d’avancement t repre´sente un e´tat d’inversion, les grandeurs S′ et
W (t) sont me´morise´es simultane´ment et deviennent les grandeurs de re´fe´rence S′r etWr jusqu’a`
la prochaine inversion ou co¨ıncidence. La proce´dure algorithmique ge´ne´rale de de´termination
des points d’inversion et des co¨ıncidences peut se re´sumer sous la forme suivante :
φ¯(t+∆t) < 0 → e´tat t : point d’inversion
φ¯(t+∆t) ≥ 0 →

W (t+∆t) ≤ Wr → monotonie
W (t+∆t) > Wr → co¨ıncidence
(2.23)
Enfin, en vue de son identification, le mode`le d’hyste´re´sis pure peut eˆtre exprime´ dans le cas
monodimensionnel, de manie`re analogue a` la loi hypere´lastique. La contrainte e´quivalente σeq
d’hyste´re´sis pure et la de´formation e´quivalente associe´e eq sont ainsi lie´es par la relation :
σeq =
Q0h
√
3√
2
tanh
(
3µreq√
3Q0h/
√
2
)
(2.24)
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Dans l’hypothe`se de de´formation isovolume, la figure (2.4) met en e´vidence le roˆle des pa-
rame`tres mate´riau du mode`le d’hyste´re´sis pure respectivement dans les cas du cisaillement et
de la traction simple.
µ
2
Q
τ
γ
h
0h 3
2
ε
σ
3 µh
Q 0h
Fig. 2.4 – Signification des parame`tres mate´riau de la loi d’hyste´re´sis pure pour un essai de
cisaillement simple (figure de gauche) et pour un essai de traction simple (figure de droite).
2.5 Mode`le viscoplastique de Norton
L’introduction d’une contribution viscoplastique dans le mode`le de comportement est motive´e
par le caracte`re visqueux des mate´riaux envisage´s dans la plage de vitesses de de´formation
concerne´e par les applications en dynamique. La loi utilise´e ici est une loi viscoplastique de
type Norton-Hoff. Cette loi phe´nome´nologique ne fait intervenir qu’un nombre restreint de
parame`tres facilement identifiables a` partir d’essais expe´rimentaux. Ce mode`le est fre´quemment
utilise´ dans la simulation de la de´formation des mate´riaux me´talliques a` chaud [Friaa(1979)]
ou pour de´crire les phe´nome`nes de fluage. Mais a` notre connaissance, il ne semble pas avoir
e´te´ employe´ pour l’e´tude du comportement des mate´riaux en dynamique rapide, tout du moins
sous sa forme tensorielle ge´ne´rale. Par contre, la formulation simple de ce mode`le ne permet pas
de prendre en compte l’ensemble des comportements visqueux et notamment les phe´nome`nes
de relaxation.
On suppose que la partie de´viatoire est de´couple´e de la partie isotrope, ce qui revient a`
conside´rer que la pression hydrostatique n’a pas d’influence sur la partie viscoplastique. La
loi de comportement de Norton-Hoff est donne´e par la relation tensorielle suivante :
S = 2K
(√
3 ˙¯
)m−1
D¯ (2.25)
ou` S de´signe le de´viateur du tenseur des contraintes, D¯ le de´viateur du tenseur des vitesses de
de´formation, ˙¯ la vitesse de de´formation ge´ne´ralise´e. K (MPa.sm) la consistance du mate´riau et
m la sensibilite´ a` la vitesse de de´formation sont les deux parame`tres mate´riau. Comme dans le
cas du mode`le d’hyste´re´sis pure, la vitesse de de´formationD peut eˆtre calcule´e a` partir de deux
cine´matiques diffe´rentes au cours d’un incre´ment : soit a` vitesse de degre´s de liberte´ constante
ou a` vitesse de de´formation constante. La vitesse de de´formation ge´ne´ralise´e est classiquement
donne´e par la relation :
˙¯ =
(
2
3
D¯ : D¯
)1/2
(2.26)
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Le syste`me e´tant re´solu par la me´thode de Newton-Raphson dans le cas implicite, il est
ne´cessaire de calculer la variation de S par rapport aux degre´s de liberte´. Le calcul de ces
termes est de´taille´ dans [Manach et al.(2001)]. Ce calcul fait intervenir un terme en ˙¯
−1
qui
pose un proble`me lorsque la vitesse de de´formation est nulle, c’est-a`-dire au de´but de chaque
incre´ment. La solution retenue consiste a` utiliser une loi line´aire de type Newton, ce qui revient
a` prendre m = 1 dans la loi de Norton-Hoff pour la premie`re ite´ration de chaque incre´ment.
Cette loi de comportement a e´te´ applique´e au calcul de la de´formation d’une inclusion visco-
plastique noye´e dans une matrice viscoplastique [Manach et Couty(2001)]. Les re´sultats ob-
tenus ont montre´ une tre`s bonne corre´lation avec la solution the´orique e´tablie par Gilormini
[Gilormini(1985)].
2.6 Mode`le orthotrope entraˆıne´
Dans le cas des mate´riaux a` fibres, des de´formations finies peuvent apparaˆıtre par cisaille-
ment dans le plan des fibres sans avoir de grandes de´formations dans la direction des fibres.
Le mate´riau de´forme´ n’est plus alors orthotrope, bien que le comportement initial soit le
meˆme dans la direction principale des fibres. Selon la the´orie classique de l’e´lasticite´, ces
remarques me`nent a` un comportement anisotrope de´fini par 21 coefficients. Cependant, il
s’ave`re que le comportement le long des directions correspondant aux directions principales
initiales entraine´es sur le corps de´forme´ ne change pas beaucoup. C’est l’ide´e principale em-
ploye´e ici pour de´finir l’e´volution de l’orthotropie initiale. Le mode`le obtenu permet de ne
garder que les 9 parame`tres initiaux du comportement orthotrope ge´ne´ral. On conside`re un
champ de vecteurs objectivement de´finis qui est initialement le repe`re orthonorme´ lie´ aux di-
rections de l’anisotropie mate´rielle. Ce champ est entraine´ par le mouvement des coordonne´es
mate´rielles [Pe´gon et Gue´lin(1986)]. Ce repe`re mate´riel unitaire ~Oi(i = 1, 2, 3) dont les direc-
tions co¨ıncident avec la direction initiale des fibres repre´sente les directions principales ortho-
trope du corps par rapport au repe`re fixe ~Ia de re´fe´rence. La relation entre le repe`re d’ortho-
tropie initial et la base naturelle ~gi peut eˆtre de´finie par une rotation d’angle α dans le plan
tangent a` la surface moyenne de l’e´le´ment (voir Fig.(2.5)).
1
I 2
O1
O2
I
2
O
M
α
g
g
1
Fig. 2.5 – De´finition des vecteurs d’orthotropie ~Oi par rapport aux vecteurs de la base naturelle
~gi. Les lignes pointille´es repre´sentent les directions des fibres.
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La loi de comportement orthotrope est repre´sente´e par un tenseur d’ordre 4 non constant E :
σ = E :  (2.27)
Dans l’e´tat initial, les coordonne´es de E dans le repe`re ~Oi peuvent eˆtre repre´sente´es par la
matrice classique suivante, obtenue en inversant la matrice de rigidite´ pour laquelle les termes
sont ge´ne´ralement plus simples :
E−1 =

1
E1
−ν21
E2
−ν31
E3
0 0 0
−ν12
E1
1
E2
−ν32
E3
0 0 0
−ν13
E1
−ν23
E2
1
E3
0 0 0
0 0 0
1
2G23
0 0
0 0 0 0
1
2G13
0
0 0 0 0 0
1
2G12

(2.28)
ou` Ei sont les modules d’Young, νij les coefficients de Poisson et Gij les modules de cisaillement
dans la direction principale des fibres, c’est-a`-dire dans le repe`re ~Oi. Conforme´ment a` notre
hypothe`se, les composantes deE sont suppose´es constantes pendant la de´formation et le tenseur
E est e´crit dans le repe`re orthotrope initial ~Oi :
E = Ei ljk
~Oi ⊗ ~Oj ⊗ ~Ok ⊗ ~Ol (2.29)
La loi de comportement est alors obtenue en coordonne´es mixtes (contravariant et covariant)
dans le repe`re orthotrope puisque le repe`re mixte est le seul repe`re ou` les contraintes et les
de´formations demeurent de la meˆme grandeur que ~Ia. Cependant, comme tous les termes de la
loi doivent eˆtre e´crits dans le meˆme repe`re, on a par exemple :
σij = Eijkl kl (2.30)
Dans notre cas, il est ne´cessaire de calculer les coordonne´es covariantes de E dans la base
naturelle. De plus, le repe`re dans lequel est exprime´e cette relation doit eˆtre norme´ puisque
les vecteurs ~Oi sont de´forme´s similairement aux vecteurs ~Gi. Dans les conditions initiales, les
vecteurs ~Oi sont de´finis par :
~Oi = A
j
i
~Gj
||~Gj||
et ~O
j
= Bji
~G
i
||~G i||
(2.31)
ou` (i, j = 1, 3). L’hypothe`se d’orthotropie entraine´e conduit a` des coefficientsA etB qui restent
constants pendant la de´formation, c’est-a`-dire que le repe`re d’orthotropie suit la rotation de la
base naturelle ; on obtient dans le repe`re de´forme´ :
~oi = A
j
i
~gj
||~gj||
et ~o j = Bji
~g i
||~g i|| (2.32)
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En introduisant les notations suivantes :
Γ βα =
~oα
||~oα|| . ~g
β and Λβα =
~oβ
||~oβ|| . ~gα (2.33)
le tenseur Eˆ dans la base naturelle de´forme´e ~g
′
i = ~gi/||~gi|| peut eˆtre exprime´ par :
Eˆ = Ei ljk Γ
α
i Λ
j
β Λ
k
γ Γ
δ
l g
ββ′ gγγ
′
~g
′
α ⊗ ~g
′
β′ ⊗ ~g
′
γ′ ⊗ ~g
′
δ
= Eαβ
′γ′δ ~g
′
α ⊗ ~g
′
β′ ⊗ ~g
′
γ′ ⊗ ~g
′
δ (2.34)
ou` α, β, β′, γ, γ′, δ = 1, 2, 3. Il subsiste ne´anmoins une limitation de ce mode`le lorsque l’on
conside`re des sollicitations telles que celles pre´sente´es Fig.(2.6). En effet, on peut envisager le
cas e´le´mentaire d’un mate´riau compose´ de 2 fibres de module d’Young E1 dans la direction
principale des fibres (les autres proprie´te´s me´caniques e´tant mises a` ze´ro), dans une matrice
dont les proprie´te´s me´caniques sont ne´gligeables par rapport a` celles des fibres. L’e´prouvette
est de´forme´e initialement selon Fig.(2.6.b) par un cisaillement d’angle θ. On s’inte´resse a` la
diffe´rence entre une traction sur le mate´riau pre´de´forme´ en cisaillement compare´e a` une traction
du meˆme mate´riau sans cisaillement pre´alable. En fait, il est clair que le comportement devrait
eˆtre e´quivalent puisque les fibres n’ont pas e´te´ de´forme´es par le cisaillement initial, le seul
changement entre les deux configurations e´tant relatif a` la section. Cependant, la limitation
vient de l’aptitude de ce mode`le a` e´valuer avec pre´cision la proportion entre des de´formations
significatives de cisaillement et les grandes de´formations.
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Fig. 2.6 – De´formation d’une e´prouvette e´le´mentaire. a) Etat initial, b) l’e´prouvette est soumise
a` un grand cisaillement d’angle θ et c) l’e´prouvette est soumise a` des grandes de´formations sous
l’action de la force F .
Quand l’e´chantillon est d’abord soumis a` une de´formation de cisaillement, on peut conside´rer
que le repe`re mate´riel est de´forme´ en cisaillement d’un angle θ et que les proprie´te´s orthotropes
sont e´galement modifie´es par le meˆme angle, selon Fig.(2.6). Quand le mate´riau est alors soumis
a` un essai de traction dans l’axe principal des fibres, le module apparent est E ′1 = E1/ cos θ
puisque la section a change´ (voir Fig.(2.6.c)). Cependant, il semble e´vident que le module
apparent devrait eˆtre identique au module initial, c’est-a`-dire a` E1. Le mode`le est donc cohe´rent
avec cette observation tant que cos θ est proche de 1. Dans une approche orthotrope classique,
le module apparent change line´airement en fonction de l’angle θ. Notre approche est donc valide
sur une gamme plus large de de´formation de cisaillement.
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Afin de re´soudre ce proble`me, un parame`tre additionnel appele´ densite´ de fibre df , peut eˆtre
introduit. Cette densite´ de fibre est lie´e au volume de l’e´prouvette et est compare´e a` la densite´
initiale de fibre df0. Le module apparent a donc la variation suivante :
E ′1 = E1
df1
df0
(2.35)
Il est clair que le rapport de ces deux densite´s varie en 1/ cos θ, ce qui re´sout le proble`me
pre´ce´dent. Cependant, cette modification ne satisfait pas l’e´quation de l’isotropie line´aire quand
les coefficients mate´riau sont mis e´gaux aux proprie´te´s isotropes. Ceci produit en fait une ortho-
tropie induite dans le mate´riau, meˆme si le mate´riau est initialement isotrope, pour plusieurs
cas de chargement puisque la densite´ de fibre peut changer. Une telle approche pourra eˆtre com-
pare´e au mode`le actuel. Quoi qu’il en soit, quand les rotations ne sont pas trop importantes, les
deux approches donnent des re´sultats relativement proches. L’originalite´ ce mode`le est donc de
permettre, comme dans le cas de l’orthotropie line´aire, de ne conserver que 9 coefficients pour
de´crire l’orthotropie non line´aire.
36 Partie I. Lois de comportement en coordonne´es mate´rielles entraˆıne´es
Chapitre 3
Applications
3.1 Introduction
Ce chapitre est consacre´ a` quelques applications utilisant les lois de comportement pre´sente´es
dans le chapitre 2. En ce qui concerne le mode`le d’e´lastohyste´re´sis, les de´veloppements
nume´riques ont permis d’analyser la pertinence de ce mode`le en l’appliquant a` la simulation
nume´rique du comportement me´canique des AMF. Diffe´rents cas de calcul ont e´te´ e´tudie´s,
parmi lesquels on peut citer l’e´tude de la ge´ne´ration des contraintes internes, ou encore l’ef-
fet d’un cyclage thermome´canique sur la de´formation de bagues de serrage en alliage NiTi
qui est pre´sente´ ici. Puis, lors de l’e´tude du comportement dynamique d’un acier doux, nous
avons montre´ que la pre´diction de la re´sistance des structures soumises a` des chargements
me´caniques rapides ne´cessite, quand le chargement fait intervenir des cycles ou des grandes
de´formations, de prendre en compte non seulement les effets d’e´crouissage monotones et cy-
cliques mais aussi la de´pendance en fonction de la vitesse de de´formation. On pre´sente dans
ce chapitre une application du mode`le d’e´lastoviscohyste´re´sis a` la simulation nume´rique d’es-
sais de cisaillement expe´rimentaux monotones et cycliques a` diffe´rentes vitesses de de´formation
[Manach et al.(2001)]. Enfin, la dernie`re partie concerne l’e´tude expe´rimentale et la simulation
nume´rique du comportement me´canique de mate´riaux composites e´lastome`re-tissu. On pre´sente
ici une application du mode`le orthotrope entraˆıne´ au cas de sollicitations e´le´mentaires de durits
droites automobiles.
3.2 Mode`le d’e´lastohyste´re´sis : application aux alliages
a` me´moire de forme
On s’inte´resse a` l’e´tude nume´rique de l’expansion d’un raccord de tubes en alliage a` me´moire
de forme NiTi soumis a` un champ de de´placement interne uniforme. Le but est d’analyser
la ge´ne´ration des contraintes internes pendant la de´formation pseudoe´lastique avant l’effet de
me´moire de forme et de mettre en e´vidence les distributions de contraintes re´siduelles a` la fin du
processus de pre´de´formation. Les parame`tres mate´riau ont e´te´ identifie´s sur un alliage NiTi a`
partir de re´sultats expe´rimentaux obtenus en traction et en cisaillement simple [Manach(1993)]
[Manach et Favier(1997)]. Dans l’e´tat martensitique, Q0r est mis a` ze´ro puisqu’il caracte´rise
la transformation martensitique induite et les autres parame`tres sont donne´s dans le tableau
(3.1). La courbe contrainte-de´formation obtenue en utilisant ces parame`tres pre´sente un com-
portement caoutchoutique qui est caracte´ristique du comportement de la phase martensitique.
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kr µr µ∞ µh S0h
95000 22500 1000 15000 200
Tab. 3.1 – Parame`tres mate´riau d’un alliage NiTi identifie´s avec la loi d’e´lastohyste´re´sis.
Toutes les valeurs sont en MPa.
Ce cas concerne une utilisation assez re´pandue des AMF, a` savoir celle des raccords pour la
tuyauterie [Stockel(1989)]. Le principe de ces applications est de fabriquer un raccord tubu-
laire qui a un diame`tre inte´rieur le´ge`rement plus faible dans l’e´tat auste´nitique que le diame`tre
exte´rieur des tubes a` relier. A une tempe´rature infe´rieure a` As (tempe´rature de de´but de trans-
formation martensite-auste´nite), le raccord est de´forme´ dans l’e´tat martensitique tel que le
diame`tre inte´rieur exce`de le´ge`rement celui des tubes. Le raccord est alors place´ autour des
tubes puis chauffe´. Lorsque la transformation inverse se produit, le mate´riau tente de retrouver
sa forme auste´nitique initiale, le raccordement e´tant alors imme´diatement ope´rationnel.
Fig. 3.1 – Maillage du raccord tubulaire en NiTi
soumis a` un champ de de´placement uniforme. u, v
et w de´signent les de´placements respectivement le
long des directions ~er, ~eθ et ~z.
Le raccord a un rayon inte´rieur de 5 mm, une longueur de 25 mm et une e´paisseur de 3 mm. Pour
des raisons de syme´trie, seul le quart du raccord a e´te´ maille´ et les champs de de´placement et les
conditions limites sont de´finis Fig.(3.1). Sur les faces 1 et 2, les conditions limites sont des condi-
tions de syme´trie. Le connecteur est soumis a` un champ radial uniforme de de´placement u = 0.5
mm sur sa face interne et le point O est comple`tement fixe. Le maillage est constitue´ d’hexae`dres
quadratiques avec 4 e´le´ments dans la longueur, 10 e´le´ments le long de la circonfe´rence et 3
e´le´ments dans l’e´paisseur. A la fin de l’application du de´placement, le raccord est de´charge´.
La courbe force-de´placement obtenue pendant cette simulation est pre´sente´e Fig.(3.2.a) et les
distributions des contraintes principales dans l’e´paisseur au point A du raccord sont pre´sente´es
Fig.(3.2.b), Fig.(3.2.c) et Fig.(3.2.d) respectivement pour σI , σIII et la contrainte e´quivalente σ¯
au sens de von Mises. La valeur de la contrainte principale majeure σI correspond a` la contrainte
de traction dans l’e´paisseur (c’est-a`-dire a` la contrainte σθθ), alors que la valeur de la contrainte
principale mineure σIII est la contrainte de compression σrr dans le raccord.
On observe sur la figure Fig.(3.2.b) que la re´partition de la contrainte σI dans l’e´paisseur du
raccord augmente du rayon inte´rieur vers sur la surface externe lorsque la de´formation aug-
mente. De meˆme, la distribution de σIII montre que les e´le´ments place´s pre`s du rayon inte´rieur
sont plus comprime´s que ceux situe´s sur la surface libre, ge´ne´rant ainsi un e´tat de contrainte
non homoge`ne dans l’e´paisseur. Ces re´sultats sont cohe´rents pour les premiers incre´ments de
calcul avec des re´sultats the´oriques obtenus sur un tube en appliquant la the´orie de l’e´lasticite´
line´aire aux coques e´paisses [Timoshenko et Woinowsky-Krieger(1968)], ou` les distributions de
contraintes σrr et σθθ suivent une loi en 1/r
2, ou` r repre´sente le rayon du tube. Au cours de la
de´charge, la contrainte de traction σI diminue pour tendre vers une valeur faible sur la surface
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Fig. 3.2 – a) Courbe force-de´placement obtenue au point A et distribution des contraintes b)
σI , c) σIII et d) σ¯ en fonction de l’e´paisseur pour diffe´rents e´tats de de´formation. Les nume´ros
se re´fe`rent aux incre´ments de calcul de a).
externe, la face inte´rieure restant sous contrainte ; lorsque la charge est comple`tement retire´e,
des contraintes re´siduelles persistent sur la face interne du raccord. On observe sur la distribu-
tion de σIII que la contrainte sur les faces inte´rieures et externes tend vers ze´ro. La distribution
de contrainte suit alors une courbe parabolique, la partie moyenne du tube restant charge´e.
Enfin, la distribution de contrainte σ¯ est comparable a` σI puisque la valeur de σIII reste faible.
Au cours de la de´charge, la re´partition de la contrainte σ¯ montre que la face inte´rieure reste
soumise a` des contraintes re´siduelles. Ce calcul de raccord en NiTi comprenant en plus des rai-
nures circonfe´rentielles sur la face interne (pour ame´liorer le sertissage) a aussi e´te´ traite´ dans
le cas non isotherme, de fac¸on a` mettre en e´vidence l’effet me´moire simple sens. Les re´sultats
sont pre´sente´s dans [Desplats et al.(1996)].
3.3 Mode`le d’e´lastoviscohyste´re´sis : comportement dy-
namique d’un acier doux
Le mode`le d’e´lastoviscohyste´re´sis est compare´ a` des essais expe´rimentaux monotones et cy-
cliques de cisaillement simple a` tempe´rature ambiante pour diffe´rentes vitesses de de´formation.
L’identification des parame`tres mate´riau est effectue´e par analyse inverse en utilisant des essais
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de compression quasistatiques et dynamiques. Le mate´riau est une toˆle d’acier doux dont les
constantes e´lastiques sont E = 190000 MPa, ν = 0.29 et de limite d’e´lasticite´ σ0 = 355 MPa.
Les essais d’identification sont issus de [Francou(1995)]. Une machine hydraulique d’es-
sai de compression est utilise´e pour couvrir la gamme de vitesse de de´formation comprise
entre 10−3 et 10 s−1 tandis qu’un syste`me de barre d’Hopkinson [Bertholf et Karnes(1975)]
[Follansbee(1985)] est utilise´ pour atteindre des vitesses plus e´leve´es jusqu’a` 105 s−1. Les
re´sultats expe´rimentaux obtenus par [Francou(1995)] donnent l’e´volution de la contrainte de
Cauchy σ en fonction de la de´formation plastique p. Les effets e´tant de´couple´s, les parame`tres
du mode`le d’e´lastoviscohyste´re´sis ont e´te´ identifie´s en se´parant les contributions viscoplastique
et d’e´lastohyste´re´sis.
3.3.1 Identification des parame`tres mate´riau
L’identification de la contribution de contrainte viscoplastique est re´alise´e en utilisant les
re´sultats des essais de compression obtenus a` diffe´rents niveaux de de´formation. L’expression
monodimensionelle du mode`le de Norton-Hoff dans le cas de la compression uniaxiale est obte-
nue a` partir de l’e´quation (2.25), en supposant qu’il n’y a pas de variation de volume au cours
de la de´formation plastique. La contrainte viscoplastique σvp est ainsi une fonction de la vitesse
de de´formation ˙ dans la direction de traction ou de compression selon :
σvp = K
√
2
m+1
˙m = A ˙B (3.1)
En prenant comme re´fe´rence la plus basse vitesse de de´formation ˙min = 10
−3s−1, la contrainte
de Norton-Hoff peut eˆtre identifie´e pour une vitesse de de´formation donne´e ˙ > ˙min par la
diffe´rence entre la contrainte σ(˙) et la contrainte σ(˙min). Afin d’identifier les parame`tres K
et m, il est donc ne´cessaire de de´terminer l’e´volution de la contrainte σvp en fonction de la
vitesse de de´formation ˙ pour diffe´rents niveaux de de´formation en mesurant l’influence de la
contrainte sur le terme σvp = σ(˙)− σ(˙min). Pour chaque niveau de de´formation, la contrainte
est examine´e pour les diffe´rentes vitesses de de´formation pre´ce´dentes et une re´gression de type
puissance est e´tablie par la me´thode de moindres carre´s. Pour les niveaux de de´formation
conside´re´s ici, l’e´cart entre les points calcule´s et expe´rimentaux reste infe´rieur a` 4%.
Les mesures re´alise´es avec les barres d’Hopkinson exigent l’hypothe`se d’une re´ponse instantane´e,
ce qui revient a` supposer que la distribution de contrainte dans l’e´chantillon est homoge`ne. Dans
la pratique, il est ne´cessaire d’attendre un nombre suffisant de re´flexions dans l’e´chantillon avant
de pouvoir conside´rer l’e´tat de contrainte comme homoge`ne. Les courbes contrainte-de´formation
ne sont pas directement utilisables pour les tre`s petites de´formations (infe´rieures a` quelques
%). En effet, plus ou moins rapidement, la vitesse de de´formation atteint un seuil, conside´re´
comme la vitesse de de´formation de l’essai. Celui-ci intervient pour une de´formation infe´rieure
a` 5 % pour les plus basses vitesses de de´formation (˙ ≤ 2500 s−1) et augmente avec la vitesse
de de´formation pour atteindre 20 % a` ˙ = 8000 s−1.
Le tableau (3.2) donne les coefficients K et m identifie´s pour diffe´rents niveaux de de´formation.
Suite a` la remarque sur l’exploitation des essais de barres d’Hopkinson, les re´sultats relatifs aux
plus basses de´formations  = 0.05 et  = 0.1 n’ont pas e´te´ pris en conside´ration. Les coefficients
correspondants a`  = 0.2 ont e´te´ retenus, soit K = 28.1 MPa.sm et m = 0.179. On observe dans
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le tableau (3.2) que des coefficients K et m varient peu avec la de´formation, ce qui conforte le
choix d’une contribution de contrainte viscoplastique inde´pendante de la de´formation.
p 0.05 0.1 0.2 0.3
K(×106) 29.38 27.39 28.10 25.64
m 0.179 0.179 0.179 0.195
Tab. 3.2 – Parame`tres mate´riau K (en MPa.sm) et m de la loi de Norton-Hoff identifie´s pour
plusieurs valeurs de de´formation.
L’identification des parame`tres mate´riau de la contribution inde´pendante du temps est ef-
fectue´e en utilisant un essai de compression correspondant a` la plus basse vitesse de de´formation
˙min = 10
−3 s−1. La signification des parame`tres utilise´s dans le mode`le d’e´lastohyste´re´sis est
donne´e dans le cas monodimensionel dans le chapitre 2 et [Rio et al.(1995b)]. L’identification
est effectue´e par me´thode inverse couple´e au code de calcul HEREZH [Moreau et al.(1999)]. Les
re´sultats obtenus pour ces parame`tres sont pre´sente´s dans le tableau (3.3). Le comportement
e´tant essentiellement plastique, les parame`tres Q0r et µr relatifs a` la contribution hypere´lastique
sont fixe´s a` 0. Enfin, kr est calcule´ a` partir du module d’Young et du coefficient de Poisson.
k µ∞ S0h µh
151000 220 250 62380
Tab. 3.3 – Parame`tres mate´riau de la loi d’e´lastohyste´re´sis identifie´s par me´thode inverse sur
un essai de compression a` ˙ = 10−3s−1. Les valeurs sont exprime´es en MPa.
3.3.2 Cisaillement a` diffe´rentes vitesses de de´formation
On s’inte´resse maintenant au comportement me´canique en cisaillement simple pour diffe´rentes
vitesses de de´formation. Les e´prouvettes de cisaillement ont une forme rectangulaire L × l =
40 × 18 mm2 avec une largeur utile cisaille´e h = 4.5 mm ; l’e´paisseur de la toˆle est e = 1 mm
et la direction de cisaillement est celle de la direction de laminage. Le principe de l’essai et le
dispositif expe´rimental de cisaillement sont pre´sente´s dans le paragraphe (5.2.2). Comme l’e´tat
de contrainte est suppose´ homoge`ne, les simulations des essais de cisaillement sont effectue´es en
utilisant un seul e´le´ment fini de type hexae`dre line´aire. Fig.(3.3) pre´sente les courbes nume´riques
contrainte-de´formation en cisaillement obtenues pour diffe´rentes vitesses de de´formation, c’est-
a`-dire pour γ˙ variant de 10−4 s−1 a` 1 s−1. On peut observer que l’influence de la contribution
viscoplastique est significative, puisque la diffe´rence de contrainte entre les deux courbes obte-
nues pour la plus basse et la plus grande vitesse de de´formation atteint 40 MPa. Cependant,
ce mode`le correspond a` une formulation viscoplastique sans effet de saturation de la partie
visqueuse. Ce point peut eˆtre ame´liore´ en de´crivant la sensibilite´ a` la vitesse par une fonc-
tion conduisant a` la saturation de la vitesse de de´formation viscoplastique au-dessus d’un
certain seuil [Nouailhas(1989)]. Enfin, la superposition d’une contribution de contrainte visco-
plastique croissante augmente la valeur de la pente a` l’origine, ce phe´nome`ne n’e´tant pas observe´
expe´rimentalement.
Des essais de cisaillement cyclique centre´ sont re´alise´s de fac¸on a` mettre en e´vidence le dur-
cissement cyclique de ce mate´riau sous des chargements cycliques. L’e´prouvette est soumise
a` 10 cycles entre γ = −0.25 et γ = 0.25 et Fig.(3.4) pre´sente l’e´volution de la contrainte de
cisaillement en fonction de la de´formation de cisaillement.
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Fig. 3.3 – Courbe contrainte-de´formation en cisaillement simple pour diffe´rentes valeurs de
vitesses de de´formation simule´es avec le mode`le d’e´lastoviscohyste´re´sis.
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Fig. 3.4 – Courbes contrainte-de´formation en cisaillement simple, expe´rimentales et
nume´riques pour γ˙ = 10−3 s−1 et γ˙ = 1 s−1. Pour les courbes expe´rimentales, seuls le pre-
mier et le dixie`me cycles sont trace´s.
Le cycle trace´ correspond a` l’e´tat stabilise´ pour chaque niveau de vitesse de de´formation de
cisaillement. Expe´rimentalement, le premier chargement et le dixie`me cycle pour γ˙ = 0.001 s−1
et γ˙ = 1 s−1 sont trace´s. Nume´riquement, un seul cycle a e´te´ re´alise´ pour les deux vitesses de
de´formation, correspondant a` l’e´tat stabilise´. On observe que l’influence de la sensibilite´ a` la vi-
tesse de de´formation permet de pre´voir le comportement cyclique graˆce a` la partie visqueuse du
mode`le. Le durcissement cyclique n’est pas pris en conside´ration dans le mode`le actuel bien qu’il
ait e´te´ pre´ce´demment e´tudie´ dans le mode`le d’e´lastohyste´re´sis [Favier et al.(1987)]. Le principe
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est d’introduire un autre parame`tre mate´riel dont l’e´volution conduit a` une saturation de la
valeur de la contrainte en fonction du nombre de cycles. Une e´tude comple`te de l’e´crouissage
cyclique peut eˆtre trouve´e dans [Favier(1988)] [Favier et al.(1989b)].
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Fig. 3.5 – Courbes contrainte-de´formation en cisaillement simple de type charge-de´charge pour
γ˙ = 10−3 s−1 et γ˙ = 0.25 s−1.
Finalement, le comportement du mate´riau pendant des essais de charge et de´charge en ci-
saillement a e´te´ e´tudie´ pour observer l’e´volution des boucles de charge-de´charge. Les re´sultats
pre´sente´s Fig.(3.5) montrent une bonne concordance avec les donne´es expe´rimentales. Il s’ave`re
que les boucles sont plutoˆt bien mode´lise´es pour la plus basse vitesse de de´formation, alors
que pour la vitesse de de´formation la plus e´leve´e, la largeur des boucles augmente de manie`re
significative, ce qui n’est pas observe´ dans de telles proportions expe´rimentalement.
3.4 Mode`le d’orthotropie entraˆıne´e : application aux
composites e´lastome`re-tissu
On s’inte´resse au comportement me´canique de tuyaux flexibles droits pour l’automobile. Ces
durits se composent de tissu polyester enduit d’e´lastome`re incorpore´ entre deux couches
d’e´lastome`re silicone, chacune des trois couches ayant une e´paisseur de 2 mm. Les proprie´te´s
me´caniques des couches d’e´lastome`re sont de´termine´es a` partir d’essais de traction afin de
de´terminer les parame`tres mate´riau de la loi hypere´lastique. Ceux de la couche de tissu en-
duite sont obtenus a` partir d’essais de traction ainsi que d’essais de cisaillement puisque le
comportement est choisi comme e´tant orthotrope.
3.4.1 Etude expe´rimentale
Le comportement des e´lastome`res e´tant ge´ne´ralement conside´re´ comme isotrope
[Charlton et al.(1994)], l’identification des parame`tres mate´riau est effectue´e en utilisant
seulement des essais de traction. Les e´prouvettes ont une forme d’halte`re dont la base de
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mesure est de 100 mm, l’e´paisseur est de 2 mm et la de´formation est mesure´e a` partir du
de´placement des mors. Les re´sultats obtenus sur deux e´chantillons diffe´rents sont pre´sente´s
Fig.(3.6) et a` partir de ces re´sultats, les courbes contrainte de Cauchy-de´formation d’Almansi
sont calcule´es. Le module de compressibilite´ kr est calcule´ avec E = 3(µr + µ∞) et ν = 0.47
qui sont respectivement le module d’Young et le coefficient de Poisson. Les parame`tres
mate´riau obtenus par identification inverse de la loi hypere´lastique [Moreau et al.(1999)]
[Favier et al.(1997)] sont donne´s dans le tableau (3.4).
k Q0r µr µ∞
250 0.94 0.055 0.0153
Tab. 3.4 – Parame`tres mate´riau de la loi hypere´lastique des couches d’e´lastome`re silicone. Les
valeurs sont en MPa.
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Fig. 3.6 – Essais de traction sur des
e´prouvettes d’e´lastome`re silicone et sur des tis-
sus enduits a` une orientation de 0o et 90o des
directions des fibres du tissu. Courbes d’identi-
fication du comportement de l’e´lastome`re avec
les parame`tres du tableau (3.4).
La couche de tissu enduit d’e´lastome`re est
compose´e de tissu en polyester tisse´ a` 90o
et enduit d’une couche d’e´lastome`re silicone.
Pour les essais de traction, les e´prouvettes ont
les meˆmes formes et dimensions que pour les
e´lastome`res. Cette couche e´tant mode´lise´e par
une loi de comportement orthotrope, les di-
rections principales des fibres du tissu sont
teste´es, c’est-a`-dire 0o et 90o, les re´sultats des
essais de traction e´tant pre´sente´s Fig.(3.6).
On peut observer sur cette figure que le com-
portement est fortement anisotrope. Le mo-
dule de cisaillement G12 dans le plan de la
couche est de´termine´ a` partir d’essais de ci-
saillement a` l’aide du dispositif expe´rimental
pre´sente´ dans le paragraphe (5.2.2). Le coeffi-
cient de Poisson ν12 est pris comme la valeur
usuelle utilise´e pour les mate´riaux e´lastome`re
[Charlton et al.(1994)]. Enfin, les parame`tres
E3, ν13, ν23, G13, G23 de la loi orthotrope sont
conside´re´s comme ne´gligeables par rapport
aux parame`tres dans le plan de la couche.
Les parame`tres mate´riau issus de l’identifi-
cation de la loi de comportement orthotrope
[Manach et Rio(2001)] sont donne´es dans le
tableau (3.5).
Un dispositif expe´rimental a e´te´ conc¸u pour
tester des tuyaux flexibles droits soumis a`
des essais e´le´mentaires tels que traction,
compression, flexion et torsion. Comme les
de´formations ge´ne´re´es par la pression interne
en service (P = 0.12 MPa) sont plutoˆt faibles compare´es a` celles produites par les de´battements
et les mouvements angulaires, les essais me´caniques sont effectue´s sans pression interne. Le dis-
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positif est monte´ sur une machine de traction et la force est mesure´e par une cellule dont la
capacite´ est de 5 kN, la mesure du de´placement e´tant directement donne´e par le de´placement
de la traverse. La vitesse de de´placement est 5 mm/min.
E1 (MPa) E2 (MPa) ν12 G12 (MPa)
30 15 0.47 12
Tab. 3.5 – Parame`tres mate´riau de la loi orthotrope entraˆıne´e de la couche de tissu enduit.
Pour les essais de traction et de compression, les tuyaux flexibles sont place´s de chaque coˆte´ dans
deux adapteurs strie´s et serre´s par des colliers flexibles. Pour les essais de flexion, le dispositif
expe´rimental pre´sente´ Fig.(3.7.a), permet de tester deux tuyaux flexibles ensemble. Un plateau
en forme de U est relie´ a` la traverse mobile de la machine de traction. Sur les parties late´rales
de ce plateau, deux tuyaux flexibles sont serre´s a` l’aide des meˆmes adapteurs qui sont utilise´s
pour les essais de traction. Au niveau de l’axe central, les deux tuyaux flexibles sont maintenus
a` l’aide des embouts de traction qui sont directement relie´s au baˆti de la machine de traction,
selon Fig.(3.7.a). Puis, en de´plac¸ant le plateau par rapport a` l’axe central, une sollicitation de
flexion encastre´e aux deux extre´mite´s est obtenue sur les tuyaux flexibles.
U-shaped plateau
Central axis
Rotation axis (shaft)
U-shaped plateau
Central axis
Crank
Rod
Flexible hoses
a) b)
Fig. 3.7 – Repre´sentation sche´matique du dispositif expe´rimental pour tester les tuyaux
flexibles droits. a) essais de flexion et b) essais de torsion.
Pour les essais de torsion, le dispositif est semblable au pre´ce´dent, excepte´ au niveau de l’axe
central, (Fig.(3.7.b)). Un axe de rotation est inse´re´ entre les parties late´rales du plateau en U
et l’axe central est monte´ sur cet axe par deux roulements a` billes. Le mouvement de rotation
de l’axe central est effectue´ a` partir du de´placement line´aire de la machine de traction par un
syste`me de bielle et de manivelle. Les tuyaux flexibles sont e´galement maintenus en utilisant
les adapteurs de traction et les colliers flexibles.
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3.4.2 Simulation nume´rique du comportement de tuyaux flexibles
Les tuyaux flexibles sont compose´s de trois couches d’e´paisseur e´gale 2 mm, soit une couche
de tissu enduit incluse dans deux couches d’e´lastome`re silicone. L’orientation initiale du tissu
est 45o par rapport a` la direction longitudinale. Les dimensions sont une longueur de 170 mm,
avec 100 mm de longueur utile et 35 mm de chaque coˆte´ pour la partie maintenue par le
collier flexible, un diame`tre inte´rieur de 58 mm et une e´paisseur totale de 6 mm. Trois couches
d’hexae`dres quadratiques repre´sentent les diffe´rentes couches du tuyau flexible. Le maillage se
compose de 10 e´le´ments dans la longueur, 3 dans l’e´paisseur et 16 sur la circonfe´rence. L’axe
~z est pris dans le sens de la longueur du tuyau. Les conditions limites de´pendent e´videmment
du type d’essai mais dans tous les cas, une range´e d’e´le´ments de l’extre´mite´ est comple`tement
fixe. Pour les essais de traction ou de compression, une range´e de l’autre extre´mite´ est telle que
u = v = 0. Pour les essais de traction w > 0 et pour les essais de compression w < 0. Pour les
essais de flexion, cette range´e est telle que u = w = 0 et v > 0, alors que pour les essais de
torsion, un couple est applique´ autour de l’axe ~z sur l’extre´mite´ droite.
Les re´sultats pre´sente´s Fig.(3.8) montrent les courbes obtenues pour les diffe´rents types d’essais.
On observe une bonne concordance entre les courbes expe´rimentales et les re´sultats simule´s
jusqu’a` des de´formations de l’ordre de 10%. Dans les autres cas que la traction, les re´sultats
sont obtenus pour des de´formations telles qu’il n’y a pas apparition du flambement. En ce qui
concerne les essais de compression, les re´sultats nume´riques obtenus en utilisant les parame`tres
du tableau (3.5) pre´sentent un e´cart important entre les re´sultats expe´rimentaux et nume´riques
(voir Fig.(3.8.b.1)). Ceci est duˆ au fait que cet essai est re´alise´ en utilisant des parame`tres
mate´riau identifie´s uniquement en traction. Cependant, il s’ave`re que le comportement n’est
pas syme´trique en traction et en compression, ce qui n’e´tait pas pris en compte initialement
dans le mode`le. Pour ame´liorer les simulations, une de´pendance par rapport a` l’angle de phase
ϕ est ajoute´e par l’interme´diaire du parame`tre Q0r(ϕ) qui remplace le parame`tre Q0r. La
relation suivante est utilise´e :
Q0r =
Q′0r
(1 + γ cos 3ϕ)
n (3.2)
ou` Q′0, γ, n sont des parame`tres caracte´ristiques du mate´riau. Cette relation permet d’obte-
nir un seuil diffe´rent en traction (ϕ = 0) et en compression (ϕ = pi/3), de ce fait me-
nant a` un comportement dissyme´trique. Les re´sultats obtenus en utilisant ces parame`tres sont
pre´sente´s Fig.(3.8.b.2). L’accord entre les re´sultats expe´rimentaux et nume´riques est alors sa-
tisfaisant pour une large plage de de´formation. Enfin, pour les essais de torsion, les re´sultats
expe´rimentaux sont obtenus en termes de de´placement de la bielle en fonction de la force.
Ces re´sultats sont ensuite transforme´ en courbes angle de rotation en fonction du couple. Les
re´sultats nume´riques sont aussi en bon accord avec les re´sultats expe´rimentaux.
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Fig. 3.8 – Re´sultats nume´riques et expe´rimentaux obtenus sur des tuyaux flexibles droits
soumis a` des sollicitations e´le´mentaires a) traction, b) compression, c) flexion et d) torsion.
Pour la courbe b), simulation 1 est sans ϕ est simulation 2 avec ϕ.
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Conclusion de la premie`re partie
Cette partie pre´sente les de´veloppements the´oriques, nume´riques et expe´rimentaux effectue´s au
cours des anne´es 1993-1999. Ces e´tudes ont consiste´ a` de´velopper plusieurs mode`les de compor-
tement dans le cadre du code de calcul HEREZH de´veloppe´ au LG2M. Tout d’abord, afin de
re´aliser des calculs par e´le´ments finis sur des pie`ces en alliage a` me´moire de forme, un mode`le
d’e´lastohyste´re´sis a e´te´ implante´ et valide´ sur de nombreux cas tests, que ce soit sur des AMF
ou sur des e´lastome`res compacts. Dans un deuxie`me temps, lors de la mode´lisation du com-
portement en dynamique d’un acier doux, un mode`le d’e´lastoviscohyste´re´sis a e´te´ de´veloppe´ en
superposant au mode`le d’e´lastohyste´re´sis pre´ce´dent, une contribution visqueuse de type Norton-
Hoff. Enfin, un troisie`me mode`le, dit d’orthotropie entraine´e a e´te´ de´veloppe´ pour mode´liser le
comportement e´lastique orthotrope en grandes de´formations des mate´riaux tisse´s. Compte tenu
des de´formations rencontre´es dans ces mate´riaux, ces diffe´rentes lois ont e´te´ de´veloppe´es dans le
cadre des grandes transformations en utilisant une approche cine´matique de type coordonne´es
mate´rielles entraine´es sur laquelle est base´e la formulation du code HEREZH.
En ce qui concerne les AMF, on a confirme´ que le mode`le d’e´lastohyste´re´sis permet de prendre
en compte les diffe´rents comportements de ces mate´riaux et que l’approche e´le´ments finis permet
d’envisager le calcul de structures complexes inte´grant ces alliages. Il est a` noter que la prise en
compte des effets lie´s a` la tempe´rature (effet me´moire de forme par exemple) a e´te´ introduite
dans la code par Desplats [Rio et al.(1995a)] [Desplats et al.(1996)] et permet de simuler des
pie`ces inte´grant ces alliages, en fonction de la tempe´rature.
En ce qui concerne la mode´lisation du comportement de mate´riaux plus classiques en dyna-
mique rapide, on a montre´ que le mode`le d’e´lastoviscohyste´re´sis permet de simuler, en plus
de la plasticite´ classique, quelques phe´nome`nes lie´s a` la vitesse de de´formation. Le mode`le
visqueux e´tant relativement simple, il est clair que la prise en compte d’effets tels que la re-
laxation ne´cessitent des mode`les visqueux plus complexes. Ne´anmoins le cadre ge´ne´ral existe et
les re´sultats obtenus sont satisfaisants. Dans ce me´moire, on a pre´sente´ la simulation d’essais
homoge`nes de cisaillement simple, mais dans le cadre de la the`se de N. Couty [Couty(1999)] de
nombreux re´sultats ont e´te´ obtenus sur des essais d’impact et d’explosion. Notamment, lors de
l’utilisation des mode`les d’e´lastohyste´re´sis et d’e´lastoviscohyste´re´sis en dynamique rapide, un
certain nombre de cas particuliers lie´s a` la gestion des points d’inversion et de co¨ıncidence du
mode`le d’hyste´re´sis pure se sont pose´s. En effet, il semble que les phe´nome`nes de propagation
d’ondes qui caracte´risent les proble`mes d’impacts et d’explosions ge´ne´rent localement des va-
riations sensibles et tre`s rapides de l’e´tat du mate´riau conduisant a` des situations complexes
du point de vue de son comportement. Par rapport a` la premie`re implantation, la proce´dure de
gestion des points d’inversion et de co¨ıncidence a e´te´ totalement re´e´crite de manie`re a` prendre
en compte l’ensemble de ces cas. Enfin, au cours de ce travail de the`se, les aspects de contact et
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de frottement et d’inte´gration temporelle explicite ont e´te´ introduits qui n’e´taient pas pre´sent
initialement dans le code. Il est a` noter que paralle`lement aux de´veloppements nume´riques, une
partie expe´rimentale importante a e´te´ effectue´e pour caracte´riser le comportement en dyna-
mique rapide des aciers doux.
Concernant le comportement des composites e´lastome`res-tissu, les re´sultats obtenus ont montre´
que le comportement me´canique des tuyaux droits est bien mode´lise´ par ces types de lois, aussi
bien en ce qui concerne les maillages de´forme´s, les distributions des contraintes que les courbes
relatives au comportement macroscopique en traction, flexion et torsion. En ce qui concerne la
sollicitation de compression, on a montre´ que le comportement peut eˆtre bien mode´lise´ par une
loi hypere´lastique dont le potentiel prend en compte l’angle de la sollicitation par rapport aux
directions principales. Cette approche est relativement novatrice dans ce domaine puisque en
utilisant ce type de potentiel, on a vu qu’il est possible de mode´liser le comportement de la durit
en compression jusqu’a` l’apparition du flambement [Manach(1999)]. Depuis, de nombreuses
e´tudes comple´mentaires ont consiste´ en l’application de cette mode´lisation a` des formes de durits
plus complexes soumises a` des sollicitations combine´es [Manach et Razafintsalama(1996)]. De
plus, une adaptation de ces mode`les au cas des contraintes planes a e´te´ re´alise´e.
Tous les mode`les pre´sente´s dans cette partie sont re´gulie`rement ame´liore´s depuis plusieurs
anne´es. Par exemple, Ble`s [Ble`s(2002)] a de´veloppe´ un mode`le pour de´crire le comportement
viscoe´lastoplastique des mate´riaux tisse´s et des polyme`res solides. Le mode`le de´veloppe´ est base´
sur la superposition de trois contributions de contrainte, de type hypere´lastique, d’hyste´re´sis
pure et viscoe´lastique line´aire. Le sche´ma d’hyste´re´sis pure a e´te´ ame´liore´ par l’introduction
d’une nouvelle fonction tensorielle permettant de mieux prendre en compte des comporte-
ments spe´cifiques de types trajets polygonaux dans le plan de´viatoire. Le mode`le viscoe´lastique
de´pend a` la fois de la de´formation et de la vitesse de de´formation et permet notamment de rendre
compte des effets de fluage et de relaxation observe´s sur ces mate´riaux. Plus re´cemment Chache
[Chache(2004)] s’est inte´resse´e a` l’e´tude du comportement e´lastoplastique, de l’e´crouissage mo-
notone et cyclique des mate´riaux me´talliques. L’objectif est de proposer une mode´lisation, sur
la base du sche´ma d’hyste´re´sis pure, d’une part de la distorsion des surfaces seuil a` faible offset
en de´formation et d’autre part des phe´nome`nes de rochet d’e´crouissage cyclique ainsi que des
comportements d’e´crouissage cyclique par durcissement et adoucissement.
Deuxie`me partie
Mise en forme des mate´riaux
me´talliques
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L’emboutissage est un proce´de´ de mise en forme largement re´pandu permettant de former des
toˆles me´talliques par de´formation plastique a` tempe´rature ambiante. D’une manie`re ge´ne´rale,
un flan est place´ entre une matrice et un serre-flan tandis qu’un poinc¸on entraˆıne le mate´riau
dans la matrice. De´pendant principalement de la ge´ome´trie des outils et des conditions aux
limites, la de´formation a lieu par e´tirement ou par expansion. Les champs d’application sont
nombreux, de l’industrie automobile aux biens me´nagers. Ce proce´de´ de mise en forme de´pend
de plusieurs facteurs importants, tels que le nombre d’ope´rations, la conception des outils et
les parame`tres du proce´de´ comme l’effort de serre-flan ou la lubrification [Pearce(1992)]. Ces
parame`tres e´taient encore traite´s empiriquement dans beaucoup d’industries il y a quelques
anne´es. C’est pourquoi un grand nombre de travaux the´oriques et nume´riques ont e´te´ consacre´s
depuis plusieurs de´cennies a` la simulation nume´rique de ce processus, afin de re´duire le temps
de conception et par conse´quent les couˆts. Ces travaux ont abouti a` plusieurs codes de calcul
me´tier de´die´s a` l’emboutissage qui donnent dans la plupart des cas des re´sultats satisfaisants.
Cependant, en raison de la complexite´ du proce´de´, il est ne´cessaire de valider les simulations
nume´riques en comparant les re´sultats simule´s a` des re´sultats expe´rimentaux. Une telle va-
lidation exige donc des expe´riences fiables et bien de´finies, avec une attention particulie`re
consacre´e aux conditions limites. Pour ce faire, les confe´rences internationales sur la simu-
lation nume´rique 3D de la mise en forme des toˆles [Makinouchi et al.(1993)] [Lee et al.(1996)]
[Ge´lin et Picart(1999)] [Yang et al.(2002)] ont propose´ plusieurs benchmarks expe´rimentaux et
nume´riques. Leur but est de fournir des bases de donne´es expe´rimentales fiables partage´es par
un grand nombre de laboratoires et de permettre une comparaison entre les re´sultats nume´riques
a` partir de re´sultats expe´rimentaux bien e´tablis. Meˆme re´cemment [Yang et al.(2002)], on peut
voir qu’une telle comparaison est toujours une taˆche difficile et que des e´tudes comple´mentaires
doivent eˆtre entreprises, notamment pour ame´liorer la pre´diction des e´paisseurs et de la forme
apre`s retour e´lastique. Les spe´cifications des benchmarks imposent la ge´ome´trie des outils
(diame`tre des outils, rayons de courbure, etc.), la gamme de vitesse de de´placement du poinc¸on,
les mate´riaux et la lubrification. Mais la conception me´canique des outils pour re´aliser l’embouti
de´sire´ est laisse´e a` l’imagination du participant. Habituellement, les expe´riences d’emboutissage
profond sont effectue´es par des laboratoires spe´cifiques, qui sont e´quipe´s de presses de forte ca-
pacite´ [Danckert et al.(1999)] [Ahmetoglu et al.(1995a)]. Quant aux simulations nume´riques,
celles-ci sont souvent re´alise´es par d’autres groupes de recherche.
Dans cette partie, on s’inte´resse principalement a` la comparaison expe´rimentale et nume´rique
de proce´de´s d’emboutissage. Le processus de mise en forme par emboutissage constitue un
proble`me e´lastoplastique fortement non line´aire, caracte´rise´ par de grandes de´formations et
rotations et l’existence du contact-frottement. Ainsi, les mode`les me´caniques de comportement
associe´s a` ces proble`mes sont complexes. Dans notre cas, les simulations nume´riques de ce
proce´de´ ont e´te´ re´alise´es majoritairement avec le code de calcul par e´le´ments finis DD3IMP
[Menezes et Teodosiu(2000)] de´veloppe´ par le CEMUC et avec le code commercial ABAQUS
[ABA(2003)]. De plus, compte tenu des diffe´rentes lois de comportement utilise´es dans ce tra-
vail et des diffe´rents mate´riaux qui ont constitue´ des champs d’applications de ces lois, il a e´te´
ne´cessaire de disposer d’un outil permettant d’identifer les parame`tres mate´riaux. Notre choix
s’est porte´ sur le logiciel d’identification SiDoLo [Pilvin(2003)]. Le chapitre 4 pre´sente la formu-
lation du proble`me associe´ a` la mise en forme des toˆles me´talliques base´e sur une formulation
de grandes transformations e´lastoplastiques telle qu’elle est utilise´e dans la plupart des codes
de calcul par e´le´ments finis.
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Concernant le comportement plastique des mate´riaux utilise´s en emboutissage, il est apparu
que les lois d’e´crouissage isotrope traditionnellement utilise´es dans les codes de simulation
nume´rique, telles que Hollomon ou Swift ainsi que les crite`res de plasticite´ conventionnels (von
Mises, Hill 1948) ne permettent pas de rendre compte fide`lement des ruptures rencontre´es sur les
pie`ces en aluminium au cours des proce´de´s d’emboutissage. En vue d’ame´liorer la mode´lisation,
il est envisage´ d’utiliser des lois d’e´crouissage permettant de mieux mode´liser le comportement
me´canique ainsi que des crite`res de plasticite´ de´die´s aux alliages d’aluminium. Dans le chapitre
5, on de´termine pour un alliage d’aluminium particulier, les parame`tres de la loi de Hocket-
Sherby pour de´crire l’e´crouissage isotrope et du crite`re de plasticite´ de Barlat 1991 pour prendre
en compte l’anisotropie. De plus, afin d’ame´liorer la mode´lisation des phases de retour e´lastique
apre`s emboutissage, un e´crouissage cine´matique est introduit. L’extension du crite`re de plas-
ticite´ de Barlat 1991 avec un e´crouissage mixte a e´te´ introduite dans le logiciel SiDoLo et
est pre´sente´e dans le chapitre 4. Cette e´tude a notamment permis de caracte´riser de fac¸on
fine le comportement me´canique d’un alliage d’aluminium a` partir d’une base expe´rimentale
importante. L’obtention de la base de donne´es mate´riau et la proce´dure d’identification des
parame`tres, qui sont communes a` tous les mate´riaux e´tudie´s dans cette partie sont pre´sente´s
dans le chapitre 5.
De fac¸on a` e´tudier expe´rimentalement et nume´riquement l’emboutissage des toˆles me´talliques,
beaucoup de nos travaux ont e´te´ consacre´s a` deux proce´de´s particuliers de mise en forme
par emboutissage ; un proce´de´ d’emboutissage de godets axisyme´triques en deux e´tapes en in-
versant la direction entre les deux e´tapes d’emboutissage (re´-emboutissage par retournement)
[Ge´lin et Picart(1999)] et un pliage de toˆle rectangulaire [Yang et al.(2002)]. L’inte´reˆt du pre-
mier proce´de´ est le de´veloppement d’une histoire complexe de de´formation et le second est bien
adapte´ pour l’e´tude du retour e´lastique. L’originalite´ de ce travail re´side dans l’utilisation et
la caracte´risation de plusieurs mode`les plastique d’e´crouissage, ainsi que dans la comparaison
entre les simulations nume´riques et les re´sultats expe´rimentaux.
Un dispositif expe´rimental d’emboutissage en deux e´tapes permettant de re´aliser des godets axi-
syme´triques a e´te´ de´veloppe´ au LG2M et installe´ sur une machine de traction e´lectrome´canique.
A partir d’un flan de diame`tre initial 170 mm, un godet cylindrique de diame`tre 100 mm
et de hauteur 60 mm est obtenu au cours de la premie`re passe avec un poinc¸on creux puis
cette pie`ce est emboutie une seconde fois, a` l’aide d’un poinc¸on de diame`tre 73 mm. Le
sens de de´placement du poinc¸on est inverse´ entre les deux e´tapes, ce qui correspond a` un re´-
emboutissage par retournement. Les avantages du processus d’emboutissage inverse sont un ou-
tillage plus compact, sans nouveau positionnement de la pie`ce entre les deux e´tapes, un meilleur
aspect exte´rieur que dans le cas d’un processus direct parce que l’exte´rieur est en contact seule-
ment une fois avec le rayon de matrice et finalement un plus petit nombre d’ope´rations de
pliage-de´pliage [Parsa et al.(1994)]. Les simulations nume´riques relatives a` cette e´tude ont e´te´
re´alise´es avec le code DD3IMP en collaboration avec L.F. Menezes et S. Thuillier. Une compa-
raison entre expe´rience et simulation, avec le code DD3IMP et le code commercial PAMSTAMP
a e´te´ pre´sente´e a` une confe´rence [Manach et al.(2001)] [Thuillier et al.(2001)] et l’influence des
mode`les d’e´crouissage a` la confe´rence internationale Plasticity2002 [Menezes et al.(2002)]. De
plus, une comparaison entre le re´-emboutissage direct et par retournement a e´te´ publie´ dans une
revue [Thuillier et al.(2002)]. L’ensemble de ces travaux est de´taille´ dans [Thuillier et al.(2002)]
et les principaux re´sultats sont pre´sente´s dans le chapitre 6.
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La compre´hension et la pre´diction du retour e´lastique des pie`ces mises en forme par embou-
tissage est un sujet d’e´tude tre`s actuel, comme en te´moignent les nombreux travaux publie´s a`
Numisheet2002. L’e´tat de contrainte local est fortement de´pendant de l’histoire me´canique du
mate´riau et dans de nombreux cas est seulement grossie`rement e´value´, ce qui conduit a` une
grande dispersion des re´sultats concernant les dimensions finales, apre`s retour e´lastique. Une
e´tude a e´te´ consacre´e a` la simulation nume´rique avec le code DD3IMP et au de´veloppement
expe´rimental d’un proce´de´ de pliage sans serre-flan, avec un poinc¸on cylindrique (benchmark
Numisheet2002). Le dispositif expe´rimental a e´te´ de´veloppe´ au LG2M et est utilise´ sur une
machine de traction e´lectrome´canique. Le suivi de la forme pendant la charge et pendant le
retrait des outils est effectue´ par traitement d’images re´alise´es avec une came´ra vide´o nume´rique
haute re´solution. L’objectif est d’obtenir une mesure fiable et reproductible des parame`tres qui
caracte´risent le retour e´lastique. La caracte´risation du comportement me´canique du mate´riau
e´tudie´ (aluminium) a e´te´ re´alise´e par S. Bouvier1 au cours d’une collaboration lors de mon se´jour
au Portugal. Les re´sultats expe´rimentaux sont ensuite confronte´s aux re´sultats nume´riques afin
de mettre en e´vidence l’influence du comportement mate´riel. La comparaison entre expe´rience
et simulation du proce´de´ de pliage sans serre-flan a e´te´ pre´sente´e a` la confe´rence Numisheet
2002 [Manach et al.(2002)]. L’obtention et le traitement des re´sultats expe´rimentaux ont e´te´
obtenus dans le cadre du DEA de G. Gue´rin2 [Gue´rin(2002)].
Enfin, le chapitre 7 porte sur la mode´lisation du comportement me´canique d’aciers inoxy-
dables auste´nitiques me´tastables utilise´s lors la mise en forme des e´viers par emboutissage. Les
nuances auste´nitiques utilise´es sont constitue´es d’une auste´nite me´tastable. Par de´formation a`
tempe´rature ambiante, cette phase auste´nitique peut se transformer en une phase martensitique.
L’apparition de cette phase engendre des proble`mes au niveau du proce´de´ de mise en forme
et notamment l’apparition de casse diffe´re´e [Giraud et Baroux(1990)]. On observe e´galement
un changement du caracte`re magne´tique de la pie`ce emboutie. Initialement amagne´tique, il
apparaˆıt apre`s emboutissage des zones magne´tiques sur la pie`ce engendre´es par la formation de
martensite, illustrant bien la pre´sence d’un changement de phase au cours de la de´formation.
De fac¸on a` prendre en compte la transformation martensitique induite par la de´formation, un
mode`le a` deux phases a e´te´ utilise´ dans cette e´tude et compare´ a` un mode`le phe´nome´nologique
classique. Du point de vue expe´rimental, une campagne d’essais me´caniques homoge`nes (trac-
tion, cisaillement simple) a e´te´ re´alise´e pour identifier le comportement mate´riel a` tempe´rature
ambiante. Le mode`le est valide´ sur des essais d’emboutissage de godets cylindriques. Du point
de vue mode´lisation, les essais pre´ce´dents sont simule´s avec le code de calcul ABAQUS. Cette
e´tude fait l’objet de la the`se de S. Galle´e sur le the`me : Caracte´risation expe´rimentale et si-
mulation nume´rique des proce´de´s d’emboutissage profond : application aux aciers inoxydables.
Les premiers re´sultats concernant l’identification du mode`le biphase´ ont e´te´ publie´s dans une
revue [Galle´e et al.(2004b)]. Par comparaison avec les aciers inoxydables me´tastables, une e´tude
expe´rimentale et d’identification des parame`tres mate´riaux d’un acier inoxydable stable (de type
316) a e´te´ re´alise´e dans le DEA de L. Le Rhun3 [LeRhun(2003)]. Enfin, les re´sultats concernant
la simulation de godets cylindriques sur ces aciers inoxydables ont e´te´ pre´sente´s a` la confe´rence
EsaForm2004 [Galle´e et al.(2004a)].
1Salima Bouvier, Maˆıtre de confe´rences, Laboratoire LPMTM, Universite´ Paris 13
2Guillaume Gue´rin, DEA de l’Universite´ de Bretagne Sud, que j’ai encadre´ en 2002
3Loic Le Rhun, DEA de l’Universite´ de Bretagne Sud, que j’ai encadre´ en 2003
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Chapitre 4
Elastoplasticite´ en grandes
transformations
4.1 Introduction
Dans l’e´tude des proce´de´s de mise en forme par emboutissage, les simulations nume´riques ont e´te´
effectue´es pour la plupart avec les codes de calcul DD3IMP et ABAQUS et l’identification des
lois de comportement a e´te´ re´alise´e avec le logiciel SiDoLo. Ces codes utilisent une formulation
classique des lois de comportement en grandes transformations base´e sur l’utilisation du tenseur
gradient de la transformation.
Dans ce cadre, la description d’une loi de comportement e´lastoplastique classique [Naghdi(1990)]
[Lemaitre et Chaboche(1985)] est base´e sur la de´composition additive du tenseur des de´forma-
tions et ne´cessite au minimum la de´finition de trois e´le´ments constitutifs. Une loi e´lastique qui
donne l’e´tat de contrainte du mate´riau en fonction de son e´tat de de´formation e´lastique. Un seuil
qui se´pare un domaine e´lastique de´fini par le crite`re de plasticite´, d’un domaine e´lastoplastique
dans lequel se produisent des transformations irre´versibles. Une loi d’e´coulement qui, lorsque
le seuil est de´passe´, caracte´rise la direction de l’e´coulement du mate´riau et son intensite´ dans
le cas d’un e´coulement viscoplastique. En ge´ne´ral, une partie de la de´formation totale e´tant
re´versible, la loi d’e´coulement ne de´crit que l’e´volution de la partie irre´versible de la de´formation.
Les de´formations ine´lastiques subies alte`rent ge´ne´ralement la taille et la forme du seuil. Pour
rendre compte de cette modification, la fonction de charge est e´crite graˆce a` des variables
supple´mentaires : les variables d’e´crouissage, qui peuvent eˆtre scalaires ou tensorielles. Il est
alors ne´cessaire de spe´cifier des lois d’e´volution pour ces variables. Les mode`les e´lastoplastiques
de´finis dans ce chapitre sont des mode`les pour lesquels il existe un domaine de comportement
purement re´versible, autrement dit des mode`les a` seuil. Il est a` noter que les mode`les de type
e´lastohyste´re´sis de´crits dans la partie I ne sont pas des mode`les a` seuil et ne sont donc pas des
mode`les e´lastoplastiques au sens premier du terme.
Ce chapitre pre´sente la formulation classique des lois de comportement e´lasto(visco)plastiques,
tout d’abord dans le cas des petites de´formations. La ge´ne´ralisation au cas des grandes trans-
formations est ensuite de´veloppe´e en distinguant l’approche qui consiste a` de´composer le taux
de de´formation (cas du logiciel SiDoLo) de celle qui consiste a` de´composer le gradient de la
transformation (cas du code DD3IMP).
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4.2 Me´thode de l’e´tat local
La me´thode de l’e´tat local propose´e par [Germain(1986)] offre un cadre inte´ressant pour
le de´veloppement de mode`les de comportement. Elle s’apuie sur des principes physiques
fondamentaux (ceux de la thermodynamique) qui de´finissent des conditions d’acceptabilite´
des mode`les. L’utilisation de la me´thode de l’e´tat local repose sur un postulat e´nonce´ par
[Lemaitre et Chaboche(1985)] de la fac¸on suivante : ”... l’e´tat thermodynamique d’un milieu
mate´riel en un point et a` un instant donne´ est comple`tement de´fini par la connaissance des
valeurs a` cet instant d’un certain nombre de variables ne de´pendant que du point conside´re´...”
Ces variables se de´finissent en deux cate´gories : les variables observables et les variables internes.
Dans le cas des lois de comportement e´lastoviscoplastiques, les variables observables sont le
tenseur des de´formations  et la tempe´rature T . Nous nous limitons, dans le cadre de ce travail,
aux transformations me´caniques isothermes et la seule variable observable est la de´formation .
La formulation d’un mode`le e´lasto(visco)plastique ne´cessite d’introduire une variable interne,
qualifie´e de de´formation (visco)plastique ou de de´formation ine´lastique, note´e p. L’introduction
de la variable p conduit a` une partition de la de´formation :
 = e + p (4.1)
ou` e est la partie e´lastique de la de´formation. En petites perturbations, l’hypothe`se de
de´composition additive de la de´formation (4.1) implique une de´composition additive de la
vitesse de de´formation :
˙ = ˙e + ˙p (4.2)
et re´ciproquement. La fonction d’e´tat qui de´crit l’e´tat thermodynamique du point mate´riel est
une fonction scalaire des variables d’e´tats appele´e potentiel thermodynamique. L’expression des
diffe´rentes variables d’e´tat par rapport au potentiel thermodynamique peut eˆtre trouve´e dans
[Lemaitre et Chaboche(1985)].
4.3 Comportement e´lastique
Dans le cas des comportements e´lastoplastiques, on suppose ge´ne´ralement que les de´formations
e´lastiques sont petites par rapport a` l’unite´ et on ne´glige l’influence de la de´formation ine´lastique
sur les constantes e´lastiques ; ces hypothe`ses sont parfaitement justifie´es dans le cas des
mate´riaux me´talliques. Comme les proce´de´s de mise en forme ont un caracte`re incre´mental,
on e´crit ge´ne´ralement la loi de Hooke sous la forme diffe´rentielle suivante :
σ˙ = Ce : ˙ (4.3)
ou` σ est le tenseur des contraintes de Cauchy et Ce est le tenseur de quatrie`me ordre des
constantes e´lastiques. Cette relation correspond a` la forme hypoe´lastique de la loi de Hooke.
4.4 Comportement plastique
Pour de´crire le comportement plastique, il est ne´cessaire de pre´ciser la surface de plasticite´,
la loi d’e´coulement et la loi d’e´crouissage. En ce qui concerne les crite`res de plasticite´, on
distingue ge´ne´ralement les crite`res isotropes (Tresca, von Mises, Drucker, [Hosford(1972)])
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pour lesquels la contrainte d’e´coulement est invariante par rapport a` un changement de
repe`re quelconque, des crite`res anisotropes qui font intervenir une rotation dans l’espace des
contraintes. Pour les crite`res anisotropes, plusieurs formulations ont e´te´ propose´es en fonction
des mate´riaux a` mode´liser. La plus ancienne est celle du crite`re de Hill 1948 [Hill(1950)] qui
est bien adapte´e aux aciers doux. Hill a ensuite propose´ des modifications [Hill(1990)] pour
prendre en compte certaines particularite´s des alliages d’aluminium, notamment la proprie´te´
d’avoir un coefficient d’anisotropie plastique normale infe´rieur a` 1 et une limite d’e´lasticite´
plus e´leve´e en traction e´quibiaxiale qu’en traction uniaxiale. Barlat a aussi propose´ plusieurs
crite`res de´die´s aux alliages d’aluminium tels que [Barlat et al.(1991)] [Barlat et Lian(1989)].
Le crite`re de [Barlat et al.(1997a)] est lui de´fini pour augmenter la limite d’e´lasticite´ en ci-
saillement, phe´nome`ne observe´ sur les alliages aluminium-magne´sium. Certains crite`res sont
e´crits en contraintes planes, tel que le crite`re de [Ferron et al.(1994)] qui utilise une fonction
parame´trique en coordonne´es polaires pour de´crire la forme de la surface de charge. Enfin le
crite`re de [Karafillis et Boyce(1993)] permet de de´crire un ensemble de surfaces de charge situe´es
entre le crite`re de Tresca et le crite`re de Barlat 1991. Une e´tude bibliographique de ces diffe´rents
crite`res peut eˆtre trouve´e dans [Moreira(2002)]. On pre´sente dans cette partie des mode`les uti-
lisant deux crite`res de plasticite´ parmi les plus utilise´s pour les mate´riaux anisotropes, a` savoir
le crite`re de Hill 1948 [Hill(1950)] et le crite`re de Barlat 1991 [Barlat et al.(1991)] avec un
e´crouissage mixte isotrope et cine´matique.
4.4.1 Surface de plasticite´
On observe ge´ne´ralement que les de´formations plastiques apparaissent seulement pour certains
e´tats de contrainte ; cette condition est traduite par le crite`re de plasticite´ au moyen de la fonc-
tion de charge f qui de´pend du tenseur des contraintes de Cauchy σ et de l’e´tat d’e´crouissage :
– Le comportement est e´lastique si :
f < 0 ou f = 0 et
∂f
∂σ
: σ˙ ≤ 0 (4.4)
– il est e´lastoplastique si :
f = 0 et
∂f
∂σ
: σ˙ > 0 (4.5)
Pour le chargement plastique, l’e´volution du crite`re est telle que l’e´tat de contrainte actuel se
trouve toujours sur la surface de plasticite´, ce qui est exprime´ par la condition de cohe´rence :
f˙ = 0 (4.6)
ou` f˙ est la de´rive´e temporelle de f . On suppose que la surface de plasticite´ est de´crite par une
e´quation du type :
f(σ, R,X) = 0 (4.7)
qui de´pend du tenseur des contraintes σ, d’une variable scalaire d’e´crouissage isotrope R et
d’une variable tensorielle X d’e´crouissage cine´matique.
4.4.2 Ecrouissage isotrope
Parmi les possibilite´s de choix de la variable R, on utilise ge´ne´ralement une mesure in-
trinse`quement plastique. Classiquement, on choisit la de´formation plastique cumule´e p =
∫
˙p :
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˙pdt et on suppose que le crite`re de plasticite´ s’e´crit :
f(σ, R,X) = f(σ,X)−R = σ¯ −R = 0 (4.8)
ou σ¯ de´signe la contrainte e´quivalente au sens du crite`re de plasticite´. L’e´volution de R peut
eˆtre choisie sous diffe´rentes formes qui doivent eˆtre adapte´es au comportement du mate´riau
conside´re´. Par exemple, la loi de Swift correspond ge´ne´ralement bien aux aciers doux :
R = K(0 + ¯
p)n (4.9)
avec 0 = (σ0/K)
1/n et ¯p la de´formation plastique e´quivalente, K et n e´tant des parame`tres
mate´riau. On peut aussi utiliser la loi de Voce (ou la loi de Hocket-Sherby) plus adapte´e aux
alliages d’aluminium :
R = B − (B − A) exp(−C¯p) (4.10)
ou` A,B,C sont des parame`tres mate´riau.
4.4.3 Ecrouissage cine´matique
Si la fonction de charge (4.7) admet la proprie´te´ f(σ, 0) = f(−σ, 0), cette proprie´te´ est
conserve´e par l’e´crouissage isotrope ; a` tout instant on a f(σ, R) = f(−σ, R) et le crite`re
est dit syme´trique. L’e´crouissage isotrope n’est donc pas adapte´ a` la description de l’effet
Bauschinger [Lemaitre et Chaboche(1985)]. On est ainsi amene´ a` introduire un e´crouissage dit
cine´matique au travers d’une variable X, qui intervient dans la fonction de charge en se sous-
trayant a` la contrainte. L’effet de cette variable est d’ope´rer une translation de la surface seuil
dans l’espace des contraintes. La loi d’e´volution de l’e´crouissage cine´matique est celle propose´e
par Armstrong-Frederick [Lemaitre et Chaboche(1985)] avec une composante line´aire :
X =
2
3
CX α+
2
3
HX 
p (4.11)
avec :
α˙ = ˙p −DX p˙ α (4.12)
CX de´termine l’intensite´ de l’e´crouissage, DX caracte´rise la vitesse pour tendre vers la valeur
de saturation et HX est le module de la partie line´aire. α est la variable interne associe´e a` X
et p˙ est la vitesse de de´formation associe´e a` la de´formation plastique cumule´e.
4.4.4 Ecoulement plastique
La mode´lisation pre´sente´e est base´e sur la de´composition du tenseur vitesse de de´formation en
une partie e´lastique et une partie plastique. Cette dernie`re est calcule´e par la loi d’e´coulement
plastique qui fait intervenir le potentiel de de´formation plastique. Dans le cas de l’e´coulement
associe´ (ce qui est le cas lorsque la fonction de charge est quadratique et que l’e´crouissage
cine´matique est line´aire), ce potentiel est identifie´ a` partir de la fonction de charge f . On
suppose que la vitesse de de´formation plastique est de´termine´e d’apre`s la loi d’e´coulement par :
˙p = λ˙
∂f
∂σ
(4.13)
ce qui exprime que la vitesse de de´formation plastique est normale a` la surface seuil au point
de chargement σ. L’introduction d’une loi d’e´volution non line´aire de la variable d’e´crouissage
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cine´matique en fonction de la de´formation plastique ne´cessite de sortir du cadre de la plasticite´
associe´e [Pilvin(1990)]. Une des solutions pouvant eˆtre envisage´es consiste a` modifier directe-
ment certaines lois d’e´volution des variables internes obtenues par une mode´lisation associe´e.
Il devient alors indispensable de ve´rifier la positivite´ de la dissipation me´canique.
Le scalaire λ˙, appele´ multiplicateur plastique, est calcule´ avec la condition de cohe´rence (4.6).
Dans le cas de la plasticite´ non visqueuse, si on conside`re un crite`re de plasticite´ quadratique
(ce qui est la cas dans le chapitre 6), on peut montrer que :
λ˙ = p˙ (4.14)
Dans le cas de la viscoplasticite´, on conside`re que la composante viscoplastique de la de´formation
suit une loi d’e´coulement de´rivant d’un potentiel viscoplastique Ω qui est une fonction puissance
de la fonction de charge [Lemaitre et Chaboche(1985)]. C’est cette approche qui est retenue
dans le chapitre 5, le potentiel e´tant de´fini par un relation du type Norton selon :
Ω(f) =
K
N + 1
(
f+
K
)N+1
(4.15)
ou` N est un coefficient de sensibilite´ a` la vitesse de de´formation,K un coefficient de ponde´ration
de la partie visqueuse de la contrainte et f+ la partie positive de f . Le comportement est donc
e´lastique si f < 0 et la vitesse de de´formation viscoplastique s’e´crit :
˙p =
∂Ω
∂σ
= Ω′(f)
∂f
∂σ
(4.16)
En utilisant ce formalisme, les e´quations (4.13) et (4.16) montrent que quelque soit le crite`re
de plasticite´ (quadratique ou non), le multiplicateur plastique λ˙ peut eˆtre obtenu par un calcul
direct, selon :
λ˙ =
(
σ¯ −R
K
)N
(4.17)
4.4.5 Crite`re de Hill 1948
La contrainte e´quivalente σ¯ est de´finie dans le cas du crite`re de Hill 1948 [Hill(1950)] par la
forme quadratique :
σ¯2 = (σ −X) :M : (σ −X) (4.18)
ou` M est un tenseur syme´trique du quatrie`me ordre qui ve´rifie Mijkl = Mjikl = Mklij et
Miikl = 0. Cette dernie`re relation, traduit l’incompressibilite´ plastique et permet de remplacer
le de´viateur de σ par σ dans (4.18). Pour la mise en forme des toˆles lamine´es, on suppose
que le mate´riau pre´sente une orthotropie plastique initiale. Ainsi, en conside´rant que les axes
d’orthotropie (~x, ~y, ~z) coincident initialement avec les axes du repe`re global carte´sien, on de´finit
le tenseur initial d’anisotropie M̂ correspondant au crite`re de Hill et la relation (4.18) peut
s’exprimer sous la forme indicielle suivante, en notant σX = σ −X :
σ¯2 = M̂ijkl σ
X
ij σ
X
kl (4.19)
= F (σXyy − σXzz)2 +G(σXzz − σXxx)2 +H(σXxx − σXyy)2 + 2L(σXyz)2 + 2M(σXxz)2 + 2N(σXxy)2
ou` F,G,H,L,M,N sont des parame`tres du mate´riau appele´s coefficients de Hill.
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4.4.6 Crite`re de Barlat 1991 avec e´crouissage cine´matique
Dans le crite`re de Barlat 1991 [Barlat et al.(1991)], la fonction seuil f est de´finie par :
f =
(
φ
2
)1/m
(4.20)
avec :
φ = |S1 − S2|m + |S2 − S3|m + |S3 − S1|m = 2σ¯m (4.21)
ou` σ¯ est la contrainte e´quivalente relative a` l’e´coulement plastique du mate´riau et m un pa-
rame`tre mate´riau. Cette forme est de´rive´e de celle propose´e par Hershey et Hosford pour un
mate´riau isotrope. Elle donne une bonne approximation des surfaces d’e´coulement calcule´es
avec des mode`les polycristallins [Barlat et al.(1997b)] quand m = 6 et 8 respectivement pour
des mate´riaux de structure cristalline cubique centre´e et cubique face centre´e. Si=1,2,3 sont les
valeurs propres de la matrice syme´trique S de´finie dans le repe`re (~x, ~y, ~z) des axes d’orthotropie,
a` partir des composantes du tenseur σX = σ −X selon :
Sxx =
1
3
[
c(σXxx − σXyy)− b(σXzz − σXxx)
]
Syy =
1
3
[
a(σXyy − σXzz)− c(σXxx − σXyy)
]
Szz =
1
3
[
b(σXzz − σXxx)− a(σXyy − σXzz)
]
(4.22)
Syz = fσ
X
yz
Szx = gσ
X
zx
Sxy = hσ
X
xy
a, b, c, f, g, h sont des parame`tres mate´riau caracte´ristiques de l’anisotropie. Dans le cas ou` l’on
ne conside`re pas l’e´crouissage cine´matique (X = 0), l’e´quation (4.22) redonne l’expression
classique du crite`re de Barlat 1991 [Barlat et al.(1991)]. En utilisant la notation de Bishop et
Hill, on de´finit les quantite´s suivantes :
A = σXyy − σXzz, B = σXzz − σXxx, C = σXxx − σXyy
F = σXyz, G = σ
X
zx, H = σ
X
xy (4.23)
Avec cette notation, la matrice syme´trique S s’e´crit dans le re´fe´rentiel (~x, ~y, ~z) :
S =

1
3
(cC − bB) hH gG
hH 1
3
(aA− cC) fF
gG fF 1
3
(bB − aA)
 (4.24)
Les valeurs propres Sk=1,2,3 de cette matrice peuvent s’e´crire :
S1 = z
1/3 + z¯1/3, S2 = ωz
1/3 + ω¯z¯1/3, S3 = ω¯z
1/3 + ωz¯1/3 (4.25)
ou` les nombres complexes z et ω sont :
z = I3 + i(I
3
2 − I23 )1/2, ω = e−2ipi/3 (4.26)
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Les termes I2 et I3 sont les coefficients de l’e´quation caracte´ristique de degre´ 3 de la matrice S
(λ3 − 3I2λ− 2I3 = 0) et sont de´finis par :
I2 =
(fF )2 + (gG)2 + (hH)2
3
+
(aA− cC)2 + (cC − bB)2 + (bB − aA)2
54
I3 =
(cC − bB)(aA− cC)(bB − aA)
54
+ fghFGH (4.27)
− (cC − bB)(fF )
2 + (aA− cC)(gG)2 + (bB − aA)(hH)2
6
I2 ≥ 0, mais cependant I3 peut prendre n’importe quelle valeur re´elle. La fonction de charge φ
peut alors eˆtre re´e´crite sous la forme suivante :
φ = (3I2)
m/2
[(
2 cos
(
2θ + pi
6
))m
+
(
2 cos
(
2θ − 3pi
6
))m
+
(
−2 cos
(
2θ + 5pi
6
))m]
(4.28)
avec cos θ = I3/I
3/2
2 . Cette forme se re´duit au cas isotrope quand les coefficients a, b, c, f, g, h
sont e´gaux a` 1 et en particulier au crite`re de Von Mises lorsque m = 2 ou 4. Selon la de´finition
pre´ce´dente de la fonction seuil φ, le gradient ∂φ/∂σαβ ne´cessaire pour obtenir ˙
p
αβ a` partir de
la re`gle de normalite´ ge´ne´ralise´e est obtenu a` partir de la relation suivante :
∂φ
∂σαβ
=
(
∂φ
∂Sk
∂Sk
∂I2
)
∂I2
∂σαβ
+
(
∂φ
∂Sk
∂Sk
∂I3
)
∂I3
∂σαβ
(4.29)
Le de´tail des calculs des diffe´rents termes de cette e´quation peut eˆtre obtenu dans
[Manach et Thuillier(2003)]. Comme pour les crite`res de plasticite´ plus classiques (von Mises,
Hill), on doit imposer que la contrainte d’e´coulement initiale dans la direction de laminage
(DL) soit e´gale a` la limite d’e´lasticite´ quels que soient les coefficients d’anisotropie. Pour ce
faire, on suppose un e´tat de contrainte uniaxial, le crite`re devant ve´rifier φ = 2σm0 avec σ0 la
limite d’e´lasticite´ en traction dans la DL. On obtient ainsi une condition supple´mentaire sur
les parame`tres b et c tels que :
f(c) =
[
1
2 3m
(|2c+ b|m + |b− c|m + |−2b− c|m)
]
− 1 = 0 (4.30)
Cette e´quation non line´aire est re´solue par une me´thode de Newton-Raphson. On suppose b
connu, et on calcule c en utilisant l’algorithme suivant :∣∣∣∣∣∣∣
choix d’une valeur initiale c0
ck+1 = ck − f(ck)
f ′(ck)
(4.31)
avec
f ′(c) =
m
2 3m
[
2(2c+ b)m−1 + (2b+ c)m−1 + (c− b)m−1
]
(4.32)
4.5 Extension aux cas des grandes transformations
Les approches cine´matiques couramment utilise´es en grandes transformations sont en fait is-
sues d’une ge´ne´ralisation des mode`les de´finis en petites de´formations. L’objectif est d’obtenir
une de´composition additive des vitesses de de´formation e´lastique et ine´lastique comme dans la
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the´orie des petites de´formations. Pour ce faire, l’usage en me´canique des grandes transforma-
tions a consacre´ le gradient de la transformation F , de´fini par exemple dans [Mandel(1974)]
[Malvern(1969)]. On conside`re un solide de´formable dans une configuration de re´fe´rence C0 a`
l’instant t0 et on note Ct la configuration courante. On de´signe alors par ~x0 et ~x les vecteurs
position d’un point mate´riel de cette structure respectivement dans C0 et Ct. Dans le voisinage
de ce point, la de´formation locale est de´finie par le tenseur gradient de transformation F , de´fini
par :
F =
∂~x
∂~x0
(4.33)
correspondant a` la transformation finie de ~x0 a` ~x. Le gradient de la transformation F est
donc une grandeur permettant de connaitre la de´formation du voisinage d’un point mate´riel.
Cependant, F ne contient pas seulement l’information relative au changement de forme mais
aussi celle relative au mouvement de corps rigide.
Dans la suite, on pre´sente les solutions retenues dans SiDoLo et DD3IMP pour substituer
aux variables internes e et p de la the´orie de l’e´lastoplasticite´ en petites perturbations, des
variables internes adapte´es a` la prise en compte des grandes transformations. Dans le cas des
transformations finies, il n’est en effet plus possible d’utiliser le tenseur des de´formations de la
the´orie des petites perturbations. Il est d’usage d’utiliser alors deux variables, le tenseur des
contraintes de Cauchy σ et le tenseur des taux de de´formation D.
Dans le cas de SiDoLo, la formulation utilise le re´fe´rentiel corotationnel et la de´composition
additive du taux de de´formation :
D =De +Dp (4.34)
propose´e par [McMeeking et Rice(1975)]. Dans DD3IMP, la formulation utilise la de´composi-
tion multiplicative du gradient de la transformation telle que :
F = F e.F p (4.35)
associe´e a` la notion de configuration relaˆche´e propose´e par [Green et Naghdi(1965)]. A part
cette distinction au niveau de la formulation du tenseur taux de rotation, les deux approches
conduisent a` la meˆme de´composition du tenseur taux de de´formation. Il est a` noter que dans
les deux approches cite´es ci-dessus, l’inte´gration temporelle du tenseur taux de de´formation ne
donne pas une mesure exacte de la de´formation. Cependant, lorsque les rotations restent raison-
nables (cisaillement < 1), l’inte´gration de D dans ces repe`res fourni une bonne approximation
de la mesure de de´formation logarithmique [Mora(2004)].
4.5.1 De´composition du taux de de´formation
Il est possible, pour construire une the´orie ge´ne´rale de l’e´lastoplasticite´ en grandes transforma-
tions, de partir du postulat d’une de´composition additive du tenseur taux de de´formationD en
une partie e´lastiqueDe et une partie plastiqueDp. Deux possibilite´s sont ensuite classiquement
employe´es pour de´crire la partie re´versible du comportement. La premie`re consiste a` utiliser
De pour e´crire une loi hypoe´lastique et la seconde est d’inte´grer la relation (4.34) dans un
repe`re rigide. L’utilisation de repe`res locaux objectifs fournit une me´thode syste´matique pour
transposer des lois de comportement de´veloppe´es dans le cadre des petites de´formations au cas
des transformations finies. Conside´rons par exemple les lois de comportement de´crites dans les
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paragraphes pre´ce´dents. En transformations finies, D et σ/ρ (ou` ρ est la masse volumique du
solide) sont les variables privile´gie´es dans un re´fe´rentiel E.
Conside´rons alors un repe`re local objectif E ′ en chaque point dont l’e´volution par rapport a` E
est de´crite par la rotation Q. On transporte alors dans E ′ les quantite´s pre´ce´dentes :
e˙ = QTDQ (4.36)
s = QT
ρ0
ρ
σQ (4.37)
Les variables internes ainsi que leurs lois d’e´volution sont de´finies dans le repe`re local objectif
et peuvent eˆtre ramene´es dans E par la rotation inverse de la pre´ce´dente. Cette me´thode
syste´matique a e´te´ propose´e par [Ladeveze(1980)] et de´veloppe´e dans [Dogui et Sidoroff(1986)].
Le point de´licat concerne le choix du re´fe´rentiel local objectif, ici le re´fe´rentiel corotationnel.
Le re´fe´rentiel corotationnel. Il existe une famille unique de re´fe´rentiels locaux objectifs
Rc tels qu’en tout point et a` chaque instant, le taux de rotation du milieu par rapport a` ce
re´fe´rentiel soit nul. En effet :
∀M ∈ Ω, W ′ = Q˙QT +QWQT (4.38)
Pour que W ′ = 0, il faut que :
−QTc Q˙c = Q˙
T
cQc =W (4.39)
Cette relation de´fini entie`rement Rc a` une translation pre`s. Par rapport a` ce re´fe´rentiel, la
matie`re au voisinage de M se de´forme sans tourner. On dit que c’est le re´fe´rentiel corotationnel
en M . La de´rive´e associe´e est la de´rive´e de Jaumann :(
dT
dt
)
Rc
= QTc
(
QcTQ
T
c
).
Qc = T˙ + TW −WT (4.40)
4.5.2 De´composition multiplicative du gradient de transformation
L’approche utilise´e dans DD3IMP consiste a` introduire une configuration particulie`re : la confi-
guration relaˆche´e [Lee(1969)] [Sidoroff(1982)] [Teodosiu(1989)]. Cette configuration est sup-
pose´e eˆtre celle obtenue en relaˆchant les contraintes internes tout en bloquant les me´canismes
de plasticite´. L’introduction de cette configuration relaˆche´e se traduit localement par une
de´composition multiplicative du gradient de la transformation :
F = F e.F p (4.41)
ou` F e repre´sente la transformation locale de la configuration relaˆche´e a` la configuration actuelle
(partie re´versible de la transformation locale F ) et F p repre´sente la transformation locale entre
la configuration initiale et la configuration relaˆche´e. Pour de´finir l’orientation de la configura-
tion relaˆche´e, la de´finition cine´matique propose´e par Mandel [Mandel(1982)] est adopte´e, en
choisissant un repe`re tel que l’orientation cristallographique moyenne reste la meˆme pendant le
mouvement. Ce repe`re peut eˆtre de´fini cine´matiquement, en e´galant sa vitesse de rotation avec la
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vitesse de rotation moyenne des grains [Teodosiu(1989)]. Dans le cas des mate´riaux me´talliques,
la transformation e´lastique F e ge´ne`re des de´formations qui sont petites devant l’unite´, bien que
de grandes rotations soient possibles [Sidoroff(1982)]. Ainsi, on peut adopter l’hypothe`se des
petites de´formations e´lastiques. Sous cette hypothe`se, on utilise la de´composition polaire de F e
sous la forme :
F e = V R (4.42)
ou`R est un tenseur orthogonal de rotation e´lastique et V = 1+, un tenseur syme´trique positif
avec  << 1. Comme il a e´te´ vu au chapitre 1, le gradient de la vitesse peut eˆtre de´compose´
en une partie syme´trique D et une partie antisyme´trique W . Ces deux tenseurs peuvent eˆtre
de´compose´s a` leur tour en parties e´lastique et plastique. On obtient donc :
D =De +Dp et W =W e +W p (4.43)
On conside`re alors que la vitesse de rotation plastique W p peut eˆtre ne´glige´e devant la
vitesse de de´formation e´lastique. Ainsi on peut montrer que l’e´quation (4.43) se re´duit a`
[Menezes et Teodosiu(2000)] :
D =De +Dp et W =W e = R˙RT avec W p = 0 (4.44)
L’e´volution de la rotation e´lastiqueR au cours du temps peut eˆtre de´duite a` partir de la relation
(4.43). On abouti a` l’e´quation diffe´rentielle suivante :
R˙ ≈ (W −W p)R ≈WR (4.45)
Cette e´volution est similaire a` l’e´volution du repe`re corotationnel (voir paragraphe (4.5.1)). On
peut donc conside´rer que les deux approches sont similaires. Dans ce cas, ˙ devient e´gal a` la
de´rive´e objective de Jaumann de , de´finie par :
˙J = ˙+ W −W (4.46)
L’hypothe`se de ne´gliger la vitesse de rotation plastique, qui conduit a` l’introduction de la
de´rive´e de Jaumann est habituelle dans la mode´lisation des proce´de´s de mise en forme
[Eterovic et Bathe(1990)] ou` cette hypothe`se est explicite´e, ou alors [Chiou et al.(1990)] ou`
cette hypothe`se est implicite, duˆ a` l’utilisation directe dans la formulation du mode`le de la
de´rive´e de Jaumann. Elle est cependant bien justifie´e a` condition que le cisaillement ne soit
pas trop important [Mora(2004)]. Dans le cas de l’emboutissage des toˆles minces, par exemple,
le cisaillement est peu important, il est donc raisonnable d’accepter cette hypothe`se. De plus,
l’e´volution de la rotation e´lastique R est semblable a` l’e´volution du repe`re corotationnel. En ef-
fet, en posant R = QT , on peut montrer queW ′ est nulle. Dans le cas des petites de´formations
e´lastiques, les deux approches pre´ce´dentes sont donc e´quivalentes.
Enfin, la loi de comportement doit eˆtre invariante par rapport a` un changement de re´fe´rentiel
d’observation (principe d’objectivite´ [Sidoroff(1982)]). L’extension du formalisme des petites
aux grandes de´formations, qui permet de contourner cette difficulte´, est bien connue : on a
besoin de de´finir un re´fe´rentiel tournant localement avec la matie`re dans lequel on e´crit la loi
de comportement en petites de´formations en assurant l’objectivite´ de celle-ci [Sidoroff(1982)].
Dans le cas pre´sent, le principe d’objectivite´ sera satisfait si la loi de comportement est formule´e
par rapport a` la configuration naturelle relaˆche´e CR [Green et Naghdi(1965)] [Lee(1969)] et
que toutes les quantite´s tournent a` la vitesse de rotation W . Ainsi, pour prendre en compte
l’e´volution des directions d’anisotropie pendant le processus de de´formation, on suppose que le
mate´riau initialement orthotrope le reste pendant la de´formation et que les axes d’orthotropie
du mate´riau tournent a` la vitesse de rotation W .
Partie II. Mise en forme des mate´riaux me´talliques 67
4.6 Loi e´lastoplastique
En manipulant les e´quations pre´ce´dentes, on peut obtenir la forme en vitesses de la loi de
comportement e´lastoplastique du type :
σ˙J = Cep : D (4.47)
ou` Cep est le module e´lastoplastique. Son calcul va de´pendre des algorithmes utilise´s dans
l’inte´gration de la loi de comportement. En effet, le caracte`re incre´mental des proble`mes
e´lastoplastiques conduit a` leur re´solution par des sche´mas incre´mentaux ou` l’objectif est d’avan-
cer le processus pas a` pas. A chaque pas on connait l’e´tat au de´but et on veut calculer l’e´tat
a` la fin du pas. L’inte´gration de la loi de comportement pour chaque pas de´pend du type de
rapport conside´re´ entre l’e´tat a` la fin et l’e´tat au de´but du pas ; on parle alors d’approches ex-
plicites, implicites ou semi-implicites, qui conduisent a` des formulations diffe´rentes du module
e´lastoplastique.
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Chapitre 5
Identification du comportement d’un
alliage d’aluminium
5.1 Introduction
Ce chapitre porte sur la caracte´risation et la mode´lisation du comportement me´canique d’un
alliage d’aluminium Al5182-O1. L’objectif de cette e´tude est de de´terminer les parame`tres
mate´riau et de valider la loi de comportement sur des trajets de de´formation tre`s diffe´rents.
On de´termine donc pour cet alliage les parame`tres de la loi de Hocket-Sherby pour de´crire
l’e´crouissage isotrope et ceux du crite`re de Barlat 1991 pour prendre en compte l’anisotropie.
Les parame`tres sont de´termine´s a` partir d’essais de traction et de cisaillement pour diffe´rentes
orientations dans le plan de la toˆle, d’essais de traction plane et d’expansion biaxiale (bulge test).
Le choix de ces essais est essentiel puisqu’il s’agit des sollicitations e´le´mentaires le plus souvent
rencontre´es en emboutissage. De plus, afin d’ame´liorer la mode´lisation des phases de retour
e´lastique apre`s emboutissage, un e´crouissage cine´matique est introduit. La partie cine´matique
de l’e´crouissage est mise en e´vidence a` partir d’essais de cisaillement cyliques puis mode´lise´e par
une loi non-line´aire de type Armstrong-Frederick. La premie`re partie de ce chapitre pre´sente
l’alliage e´tudie´ ainsi que les essais me´caniques effectue´s au cours de cette e´tude. Dans la seconde
partie, on de´fini la loi de comportement utilise´e et la strate´gie d’identification avec le logiciel
SiDoLo. Enfin, on montre les re´sultats obtenus sur ce mate´riau, notamment en ce qui concerne
les parame`tres mate´riaux et la comparaison entre les courbes expe´rimentales et nume´riques.
5.2 Essais me´caniques
En vue de re´aliser une identification comple`te du comportement me´canique d’un mate´riau
donne´, il est impe´ratif de disposer d’informations sur la re´ponse du mate´riau en fonction de
diffe´rents e´tats de de´formation. Pour ce faire, des essais de traction uniaxiale et de cisaillement
simple ont e´te´ re´alise´s. Les mesures de de´formation sont re´alise´es en utilisant un extensome`tre
a` couteaux et une came´ra nume´rique haute re´solution. La pre´cision de la mesure obtenue par la
came´ra nume´rique (5× 10−3) est moins bonne que celle obtenue par l’extensome`tre (5× 10−5)
mais elle permet par contre d’investiguer une plus grande plage de de´formation et d’acce´der aux
de´formations transverses. Les essais ont e´te´ re´alise´s avec des vitesses de de´formation faibles,
limitant ainsi l’e´le´vation de tempe´rature provoque´e par la de´formation.
1Cet alliage est utilise´ par la socie´te´ PCI pour des pie`ces de doublure mises en forme par emboutissage
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5.2.1 Essais de traction uniaxiale
Les essais de traction ont e´te´ re´alise´s sur des e´prouvettes rectangulaires de dimension 20×180×
1.2 mm3 de´coupe´es initialement a` la cisaille. Les bords ont ensuite e´te´ usine´s de fac¸on a` dimi-
nuer la zone e´crouie par la de´coupe et augmenter ainsi le domaine de de´formation homoge`ne.
Une se´rie d’essais de traction monotones est re´alise´e dans une direction de sollicitation a` 0o, 45o
et 90o de la direction de laminage (DL) pour e´tudier l’anisotropie du mate´riau. La de´formation
logarithmique est choisie comme mesure de la de´formation, a` savoir  = ln(1 + ∆L/L0) ou`
L0 de´signe la base de mesure initiale et ∆L l’allongement de l’e´prouvette. Cette mesure de
la de´formation est cohe´rente avec le fait que l’inte´gration temporelle de D dans le repe`re
corotationnel donne une bonne approximation de la mesure de de´formation logarithmique
[Mora(2004)]. Les de´formations longitudinale et transverse sont mesure´es par came´ra nume´rique
et par extensome`tre. Lors d’un essai de traction simple, lorsque les champs me´caniques sont
conside´re´s comme homoge`nes, le tenseur du gradient de la transformation F s’e´crit :
F =
3∑
i=1
Fii ~bi ⊗~bi (5.1)
ou` les ~bi sont les vecteurs de base du repe`re associe´ au laboratoire. Les axes ~1,~2 et ~3 de´signent
respectivement la direction de traction, la direction transverse et la direction normale au plan
de la toˆle. Si la traction est re´alise´e suivant l’axe 1, seule la composante F11 est impose´e. Pour
les toˆles minces, on mesure la composante F22 par l’interme´diaire de la came´ra nume´rique. Le
tenseur des contraintes de Cauchy se re´duit donc a` :
σ =
F
S
~b1 ⊗~b1 (5.2)
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Fig. 5.1 – Essais de traction monotone a` 0o, 45o et 90o par rapport a` la DL.
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Les variables observables sont le temps t, l’allongement relatif longitudinal ∆L/L0 = F11 − 1,
le re´tre´cissement transversal ∆l/l0 = F22 − 1 et la contrainte de Cauchy σ = F/S, avec S la
section courante. Pour ces essais, une vitesse de de´formation constante est impose´e a` ˙ = 10−3
s−1. En conside´rant que les mate´riaux me´talliques sont en ge´ne´ral incompressibles (detF = 1),
a` partir de la mesure de la force F , de la section S0 et longueur L0 initiales de l’e´prouvette,
ainsi que de celle de l’extensome`tre longitudinal (L), on peut calculer la contrainte de Cauchy.
La figure (5.1) pre´sente les re´sultats expe´rimentaux obtenus pour les orientations 0o, 45o et 90o
de la DL. L’effet discontinu observe´ sur ces courbes est duˆ a` un phe´nome`ne de vieillissement
dynamique caracte´ristique des alliages d’aluminium de la se´rie 5000. En effet, sous certaines
conditions de tempe´rature T et de vitesse de de´formation ˙, ce phe´nome`ne re´sulte de l’in-
teraction entre les dislocations mobiles et les atomes interstitiels ou substitutionnels, ici les
atomes de magne´sium [Baird(1973)]. Dans une partie du domaine (T, ˙), il apparaˆıt donc sur la
courbe de traction des discontinuite´s qui portent le nom de Portevin-Le Chatelier (PLC) et qui
re´sultent de la propagation de bandes de de´formation plastique localise´e [Cuddy et Leslie(1972)]
[McCormick et al.(1993)].
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Fig. 5.2 – Mesure des coefficients d’anisotropie de Hill par de´termination de la pente de la
droite dp22 = f(d
p
33) au cours d’un essai de traction.
En ce qui concerne l’anisotropie de contrainte, on observe sur les courbes de la figure (5.1)
que les caracte´ristiques me´caniques sont le´ge`rement supe´rieures pour les essais re´alise´s sur
des e´prouvettes pre´leve´es dans la DL. Celles-ci sont sensiblement identiques pour les essais
re´alise´s sur les e´prouvettes a` 45o et 90o de la direction de laminage. Cependant, l’anisotropie de
contrainte est peu marque´e pour cet alliage. En ce qui concerne l’anisotropie de de´formation, le
suivi de la de´formation transverse permet de calculer les coefficients d’anisotropie a` 0o, 45o et
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90o par rapport a` la DL. La de´formation transverse est mesure´e par la came´ra et la de´formation
dans l’e´paisseur est calcule´e par la relation d’invariance du volume plastique tr(p) = 0. Les
coefficients d’anisotropie peuvent eˆtre mesure´s de deux fac¸ons :
– soit par le rapport p22/
p
33 pris pour une valeur de de´formation longitudinale 
p
11 = 0.1. Ces
coefficients sont les coefficients de Lankford,
– soit comme la pente de la courbe de´formation transverse en fonction de la de´formation dans
l’e´paisseur. Ces coefficients sont les coefficients de Hill (figure (5.2)).
Au cours de nos essais, ces deux me´thodes ont donne´ des re´sultats tre`s proches. Cependant,
la me´thode de Hill a e´te´ retenue car elle donne des re´sultats plus reproductibles. Les ca-
racte´ristiques me´caniques mesure´es pour le module d’Young E, la limite d’e´lasticite´ conven-
tionnelle Rp0.2 et les coefficients de Hill rα repre´sentent une moyenne obtenue sur 5 essais.
Le coefficient d’anisotropie moyen, qui caracte´rise l’anisotropie normale est de´termine´ par la
relation rmoy = (r0 + r90 + 2r45)/4 = 0.73. Sa valeur est relativement e´loigne´e de 1 ce qui
signifie que l’anisotropie normale est importante. Enfin, l’anisotropie planaire, mesure´e par le
coefficient ∆r = (r0 + r90 − 2r45)/2 = 0.014 est faible.
Orientation 0o 15o 30o 45o 60o 75o 90o
E (MPa) 72776 72745 72785 72884 73226 73771 74422
Rp0.2 (MPa) 151.3 152.5 153.0 153.0 153.5 153.4 153.8
rα Hill 0.738 0.736 0.730 0.726 0.729 0.739 0.742
Tab. 5.1 – Valeurs des caracte´ristiques me´caniques mesure´es sur l’alliage Al5182-0 en fonction
de l’orientation par rapport a` la DL.
5.2.2 Essais de cisaillement
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Fig. 5.3 – Sche´ma de principe du dispositif de
cisaillement simple.
Les essais de cisaillement ont e´te´ re´alise´s
sur un dispositif spe´cifique de´veloppe´ au la-
boratoire [Manach et al.(2001)] (voir figure
(5.3)). Cet essai reveˆt un grand inte´reˆt pour
l’e´tude expe´rimentale des lois de compor-
tement, car dans le cas des toˆles minces,
c’est un essai qui comme l’essai de trac-
tion uniaxiale, peut eˆtre conside´re´ avec
une bonne approximation comme homoge`ne
[Rauch et G’Sell(1989)]. De plus, la syme´trie
du montage permet de re´aliser des essais cy-
cliques en inversant la direction de sollicita-
tion. Ce dispositif est monte´ sur une machine
de traction. Les e´prouvettes de cisaillement
sont de dimension 18 × 50 × 1.2 mm3 et la
largeur de la zone cisaille´e de l’e´prouvette est
e´gale a` 4.5 mm. Des essais de cisaillement mo-
notone ont e´te´ conduits sur des e´prouvettes a`
0o, 45o et 90o de la DL, dans des conditions
expe´rimentales identiques a` celles de la trac-
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tion, en utilisant la came´ra nume´rique pour la mesure de la de´formation de cisaillement. Les
essais sont re´alise´s en imposant une vitesse de de´placement de la traverse de 0.5 mm/min, ce qui
correspond a` γ˙ = 2×10−3 s−1, γ e´tant le cisaillement impose´. On analyse l’essai de cisaillement
dans l’hypothe`se d’une cine´matique de glissement simple. Dans ce cas, F s’e´crit :
F = I + F12 ~b1 ⊗~b2 (5.3)
Avec cette cine´matique, la composante de cisaillement du tenseur des contraintes de Cauchy se
de´duit de la mesure de l’effort F selon σ12 = F/S, la section S e´tant constante pendant l’essai.
Les donne´es observables au cours de l’essai sont le temps t, le glissement F12 mesure´ par la
came´ra nume´rique et la contrainte de Cauchy.
0
50
100
150
200
250
0.00 0.05 0.10 0.15 0.20 0.25 0.30 0.35 0.40 0.45
Déformation de cisaillement
C
o n
t r
a i
n t
e  
d e
 c
i s
a i
l l e
m
e n
t  (
M
P a
)
CS-00
CS-45
CS-90
Fig. 5.4 – Essais de cisaillement monotone a` 0o, 45o et 90o par rapport a` la DL.
La figure (5.4) montre les re´sultats expe´rimentaux obtenus pour les orientations 0o, 45o et 90o
par rapport a` la DL. On observe que l’anisotropie de contrainte est ne´gligeable. Au cours de
ces essais, nous n’avons pas note´ d’effet PLC pour ce mode de de´formation. Enfin, des essais
cycliques ont e´te´ re´alise´s de fac¸on a` mettre en e´vidence l’effet Bauschinger sur ce mate´riau,
puis d’identifier les parame`tres d’e´crouissage cine´matique du mode`le utilise´ pour la simulation
nume´rique (voir figure (5.5)). Ces essais sont compose´s d’une charge jusqu’a` diffe´rentes valeurs
de cisaillement impose´ (ici γ = 0.1, 0.2, 0.3), puis d’une charge dans la direction oppose´e jusqu’a`
rupture. L’alliage e´tudie´ ici pre´sente un effet Bauschinger, caracte´rise´ par une limite d’e´lasticite´
a` la recharge plus faible que la contrainte atteinte en fin de charge.
5.2.3 Essais d’expansion biaxiale
Le bulge test est un essai de caracte´risation des mate´riaux par expansion biaxiale permettant
de de´terminer le comportement me´canique d’un mate´riau en grandes de´formations sous un e´tat
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Fig. 5.5 – Essais de cisaillement Baushinger a` 0o par rapport a` la DL pour diffe´rentes valeurs
du cisaillement impose´ (γ = 0.1, 0.2, 0.3). Superposition d’un essai de cisaillement monotone.
Fig. 5.6 – Sche´ma de principe de l’essai d’expansion biaxiale.
biaxial de de´formation (figure (5.6)). Cet e´tat de de´formation est couramment rencontre´ en
emboutissage. Le dispositif est compose´ d’une matrice sur laquelle repose l’e´prouvette, d’un
serre-flan et d’un support de capteurs. Le serre-flan est maintenu sur la platine par le serrage
de plusieurs vis serre´es a` couple constant (136 Nm). Un jonc est ajoute´ sous toute la pe´riphe´rie
du serre-flan de fac¸on a` supprimer l’e´coulement de la matie`re et re´aliser ainsi un encastrement.
Les e´prouvettes utilise´es sont des flans circulaires de diame`tre 325 mm, contenant 12 trous sur
Chapitre 5. Identification du comportement d’un alliage d’aluminium 75
tout le pourtour. Le gonflement de la toˆle est obtenu par l’application d’une pression d’huile
asservie par une pompe e´lectrique et mesure´e par un capteur de pression. Le suivi de la forme
du flan au cours de l’essai est obtenu par trois capteurs de de´placement dont un est place´ au
centre de l’e´prouvette, les deux autres e´tant diame´tralement oppose´s a` une distance de 50 mm
du centre. L’exploitation des donne´es recueillies au cours de l’essai est re´alise´e en conside´rant
que la forme de l’e´prouvette de´forme´e est sphe´rique. Cette hypothe`se permet de de´terminer la
de´formation et la contrainte. La de´formation logarithmique est calcule´e selon :
 = ln
[
R
a
arctan
(
a
R− h
)]
(5.4)
ou` a de´signe le diame`tre utile du flan, h le de´placement du capteur central et R le rayon de
courbure tel que R = (D2+∆2)/2∆ avec D la distance entre chaque capteur et ∆ la diffe´rence
de hauteur entre les capteurs radiaux et le capteur central. Cette de´finition correspond a` une
mesure locale de la courbure au voisinage du poˆle. Dans le cas d’un comportement isotrope, la
contrainte est directement donne´e par la relation :
σ =
PR
2e
(5.5)
avec D = 50mm, a = 250mm et e de´signe l’e´paisseur de la toˆle. Lors d’un essai d’expansion
biaxiale, le gradient de la transformation est tel que F11 et F22 sont e´gales et impose´es si-
multane´ment. Les donne´es observables sont le temps t, les composantes F11 et F22 du tenseur
gradient de la transformation et la contrainte de Cauchy calcule´e a` partir de l’e´quation (5.5).
5.2.4 Essais de traction plane
2
1
Fig. 5.7 – Ge´ome´trie des e´prouvettes de
traction plane.
Un dispositif de traction plane a e´te´ conc¸u pour
cette e´tude. En effet, une forme d’e´prouvette
particulie`re [Vegter et al.(1999)] a e´te´ choisie
pour obtenir un e´tat de de´formation plane se-
lon la figure (5.7). Une des difficulte´s de cet essai
est de garantir un e´tat de de´formation plane uni-
forme sur toute l’e´prouvette, a` savoir 22 = 0. En
effet, a` cause de l’e´tat de contrainte uniaxial exis-
tant sur les bords de la zone utile de l’e´chantillon,
il est ne´cessaire d’utiliser des e´prouvettes dont
la largeur est beaucoup plus grande que la lon-
gueur. La mesure de la de´formation par came´ra
permet alors de ve´rifier que dans la zone cen-
trale de l’e´prouvette, la de´formation transverse
est quasiment nulle. Les essais ont e´te´ re´alise´s
dans la DL uniquement. Lors d’un essai de traction plane, le gradient de la transformation est
tel que seule F11 est impose´e. Un essai de traction plane est conside´re´ comme ide´al lorsque
F22 = 1. Cette condition n’e´tant pas impose´e, le rapport longueur/largeur important permet
de s’en approcher. Le tenseur des contraintes de Cauchy est :
σ = σ11 ~b1 ⊗~b1 + σ22 ~b2 ⊗~b2 (5.6)
La mesure optique permet de ve´rifier que la de´formation transverse est quasiment nulle, (figure
(5.8)). Les donne´es observables sont le temps t, la composante F11 et la contrainte de Cauchy.
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Fig. 5.8 – Evolution des de´formations 11 et 22 en fonction du temps au cours d’un essai de
traction plane.
5.3 Mode`le de comportement
Le mode`le utilise´ dans cette e´tude a e´te´ introduit dans le logiciel SiDoLo [Pilvin(2003)]. C’est
un mode`le e´lastoviscoplastique a` e´crouissage mixte (isotrope et cine´matique) pre´sente´ dans le
chapitre 4. Le comportement anisotrope du mate´riau est de´crit par le crite`re de Barlat 1991 et
l’e´crouissage cine´matique est non line´aire de´fini par la relation (4.11). L’e´volution de la variable
d’e´crouissage isotrope R est choisie sous la forme de la loi de Hocket-Sherby :
R = B − (B − A) exp(−C(¯p)n) (5.7)
ou` A,B,C, n sont des parame`tres caracte´ristiques du mate´riau. Il est a` noter que la loi de
Hocket-Sherby redonne la loi de Voce pour n = 1. Le mode`le utilise´ comporte donc 18 coeffi-
cients, a` savoir :∣∣∣∣∣∣∣∣∣∣∣∣
E, ν coefficients d’e´lasticite´
a, b, c, f, g, h,m coefficients du crite`re d’anisotropie de Barlat 1991
A,B,C, n coefficients de l’e´crouissage isotrope (loi de Hocket-Sherby)
CX , DX , HX coefficients de l’e´crouissage cine´matique
K,N coefficients de viscosite´
5.4 Identification et validation
Le mate´riau e´tudie´ est un alliage d’aluminium Al5182-O. Il se pre´sente sous forme de toˆles
lamine´es a` froid, de dimension 700 × 1200 mm2 et d’e´paisseur 1.2 mm. L’identification des
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parame`tres est re´alise´e avec le logiciel SiDoLo [Pilvin(2003)]. La recherche d’un jeu optimum
de parame`tres, repre´sente´ sous la forme d’un vecteur A, est base´e sur la minimisation d’une
fonctionnelle L(A) qui mesure l’e´cart entre les donne´es expe´rimentales et les donne´es simule´es.
Elle est de´finie par :
L(A) =
N∑
n=1
Ln(A) (5.8)
ou` N est le nombre d’essais de la base expe´rimentale et :
Ln(A) =
1
Mn
Mn∑
i=1
(
Zexp(ti)− Zsim(ti,A)
∆Z
)2
(5.9)
avec Mn le nombre de points de l’essai n, ti l’instant d’observation, Z la grandeur observable
et ∆Z un coefficient de ponde´ration [Pilvin(2003)].
La base expe´rimentale est constitue´e d’essais avec deux grandeurs observables, a` savoir la
contrainte et la de´formation. Un coefficient de ponde´ration est affecte´ a` chacune de ces grandeurs
observables, dont la valeur est choisie en fonction de l’incertitude sur les mesures expe´rimentales.
Pour la contrainte de cisaillement, la valeur du coefficient de ponde´ration est ∆τ = 2 MPa et
pour les essais de traction, ∆σ = 3 MPa et ∆ = 0.001. La base d’essais initiale est compose´e
de 3 essais de traction (a` 0o, 45o et 90o de la DL), de 3 essais de traction prenant en compte
la de´formation transverse (a` 0o, 45o et 90o de la DL), de 3 essais de cisaillement monotone
pour les meˆmes orientations et d’un essai de traction plane, d’un essai d’expansion biaxiale
et d’essais de cisaillement Baushinger dans la DL. Certains coefficients sont fixe´s (E = 73230
MPa, ν = 0.33, f = g = 1.0, m = 8), les parame`tres de la partie visqueuse ayant e´te´ de´termine´s
pour avoir une tre`s faible influence de la vitesse de de´formation tout en assurant une nombre
raisonnable d’ite´rations de calcul (K = 5 MPa.s1/N et N = 5), ce qui correspond a` une contri-
bution visqueuse infe´rieure a` 1 MPa. Compte tenu de l’e´volution des courbes de recharge des
essais Baushinger, un e´crouissage cine´matique line´aire est conside´re´. Les valeurs des coefficients
identifie´s pour ce mode`le se trouvent dans le tableau (5.2).
Parame`tre a b c h A B C n HX
Al5182-O 1.070 1.018 0.9813 1.019 139 375 10.18 0.9547 60
Tab. 5.2 – Valeurs des coefficients identifie´s avec le mode`le de Barlat 91, un e´crouissage isotrope
de type Hocket-Sherby et un e´crouissage cine´matique line´aire. A,B,HX sont en MPa.
Les re´sultats obtenus lors de l’identification d’un essai de traction dans la DL sont pre´sente´s sur
la figure (5.9). Il s’ave`re que l’anisotropie de contrainte, qui est faible sur ce mate´riau, est bien
de´crite pour toutes les orientations. En ce qui concerne les pics de relaxation observe´s sur les
courbes simule´es, ceux-ci sont duˆs a` l’e´volution non line´aire de la de´formation en fonction du
temps. Cette e´volution saccade´e, qui est une conse´quence de l’effet PLC, est partiellement re-
produite par ce mode`le e´lastoviscoplastique. Par contre, on observe sur la figure (5.10) que l’ani-
sotropie de de´formation est moins bien mode´lise´e. En effet, plusieurs e´tudes traitant de l’iden-
tification des parame`tres de diffe´rents crite`res de plasticite´ [Wu(2002)] [Lademo et al.(1999)]
ont montre´ e´galement la difficulte´ de de´crire a` la fois l’anisotropie de contrainte et celle de
de´formation dans le cas des crite`res de plasticite´ tels que Hill 1948, Barlat 1991, etc. En uti-
lisant le crite`re de Barlat 1991, il n’est pas possible de de´crire correctement les courbes de
contrainte-de´formation en traction et les coefficients rα. Un seul jeu de parame`tres peut eˆtre
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Fig. 5.9 – Essais de traction monotone a` 0o par rapport a` la DL.
-0.06
-0.05
-0.04
-0.03
-0.02
-0.01
0.00
-0.07 -0.06 -0.05 -0.04 -0.03 -0.02 -0.01 0.00
E p
s  
2 2
Eps 33
Simulation
Experimental
Fig. 5.10 – Essais de traction monotone a` 0o par rapport a` la DL.
lisse´ a` la fois. Ce proble`me peut eˆtre surmonte´ en de´finissant un crite`re de´pendant de plus de
parame`tres inde´pendants, afin de de´crire toutes les donne´es [Barlat et al.(2003)].
La simulation des essais de cisaillement monotone de la figure (5.11) donne aussi de tre`s
bons re´sultats. En ce qui concerne les essais de cisaillement cycliques de la figure (5.12), il
est ne´cessaire de prendre en compte l’e´crouissage cine´matique pour de´crire l’effet Baushinger.
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Fig. 5.11 – Essais de cisaillement monotone a` 0o par rapport a` la DL.
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Fig. 5.12 – Essais de cisaillement cyclique a` 0o par rapport a` la DL.
En effet, la simulation des courbes de cisaillement inverse a tendance a` surestimer la valeur de
la contrainte a` la recharge si l’e´crouissage cine´matique n’est pas conside´re´. Par contre, dans ce
cas pre´cis, la mode´lisation par un e´crouissage cine´matique line´aire n’est pas comple`tement sa-
tisfaisante et il semble que l’identification de l’e´crouissage cine´matique non line´aire permettrait
d’ame´liorer la transition e´lastique-plastique lors de la recharge en cisaillement Baushinger. Ce
travail est actuellement en cours. Enfin, les simulations des essais de traction plane de la figure
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(5.14) et d’expansion biaxiale de la figure (5.13) montrent que ces essais sont de´crits de fac¸on
satisfaisante par ce mode`le.
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Fig. 5.13 – Essais d’expansion biaxiale.
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Fig. 5.14 – Essais de traction plane a` 0o par rapport a` la DL.
Enfin, on note sur la figure (5.15) que la forme du crite`re de plasticite´ obtenu diffe`re sensiblement
du crite`re de von Mises et du crite`re de Hill dans la partie comprise entre la traction e´quibiaxiale
et la traction plane.
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Fig. 5.15 – Forme des crite`res de plasticite´ obtenus avec
le crite`re isotrope de von Mises, le crite`re anisotrope de
Hill 48 et le crite`re de Barlat 91 sur l’alliage Al5182-O.
Ce dernier mode de de´formation est
fre´quemment rencontre´ en emboutis-
sage et constitue le point le plus bas
des courbes limites de formage, c’est-
a`-dire le mode de de´formation le plus
se´ve`re. On peut donc envisager une
influence du crite`re de plasticite´ sur
la pre´diction des ruptures en embou-
tissage se produisant selon ce mode
de de´formation. Il est a` noter que
la forme du crite`re est peu affecte´e
par la variation des parame`tres is-
sus soit d’une identification sur les
essais de traction-cisaillement seuls
soit d’une identification sur la base
expe´rimentale comple`te.
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Chapitre 6
Emboutissage et retour e´lastique
6.1 Introduction
La simulation par e´le´ments finis des processus d’emboutissage profond des me´taux devient
un outil fiable pour e´tudier l’emboutissabilite´ d’une pie`ce et on s’attend maintenant a` ce
qu’elle pre´voit exactement les dimensions finales de la partie emboutie. Toutefois l’e´tat local de
contrainte, qui de´pend fortement de l’histoire de de´formation, est dans beaucoup de cas seule-
ment estime´, menant a` des pre´visions disperse´es sur la forme finale notamment dans le cas de
l’aluminium. En effet, pendant le retrait des outils, le re´tablissement partiel de la partie e´lastique
de la de´formation conduit a` une modification de la ge´ome´trie obtenue apre`s chargement. C’est le
phe´nome`ne de retour e´lastique auquel de nombreuses e´tudes ont e´te´ consacre´es afin d’ame´liorer
sa pre´vision. Hors, pendant un processus d’emboutissage, les inversions de contrainte comme
les changements complexes de chemin de de´formation se produisent plus ou moins localement
et affectent l’e´tat final de contrainte. Il a e´te´ montre´ que le mode`le d’e´crouissage a une influence
importante sur le calcul du retour e´lastique [Xia(2001)] et qu’un mode`le d’e´crouissage isotrope
et cine´matique combine´, qui permet de prendre en compte l’effet Bauschinger, conduit a` un
meilleur accord avec les re´sultats expe´rimentaux [Makinouchi(2001)].
L’objectif de ce chapitre est de mettre en e´vidence l’influence de la loi de comportement sur la
re´ponse du mate´riau au cours d’essais d’emboutissage et de pliage. Les simulations nume´riques
sont compare´es par rapport a` des re´sultats expe´rimentaux au cours de la phase de mise en forme
et apre`s retour e´lastique. Les proce´de´s d’emboutissage conside´re´s sont issus de benchmarks
propose´s lors des confe´rences Numisheet [Danckert et al.(1999)] [Yang et al.(2002)]. Le premier
cas consiste a` emboutir des godets cylindriques en deux e´tapes et dans deux directions oppose´es :
le rapport d’emboutissage est de 1.7 dans la premie`re e´tape et de 1.36 dans la deuxie`me e´tape.
Un dispositif expe´rimental a e´te´ conc¸u pour re´aliser ce test, afin de pouvoir eˆtre utilise´ sur une
machine de traction classique. Les donne´es expe´rimentales mesure´es se composent de courbes
force-de´placement du poinc¸on et de distributions des e´paisseurs dans le mur des godets a` 0o, 45o
et 90o par rapport a` la DL. Le second cas consiste en un essai de flexion cylindrique sans
contrainte (pliage). Un dispositif expe´rimental a e´galement e´te´ conc¸u pour re´aliser la flexion
cylindrique de flans rectangulaires et une attention particulie`re a` e´te´ apporte´e a` la mesure de
la forme du flan au cours de l’essai et apre`s retour e´lastique. Paralle`lement, des simulations
nume´riques de ces tests ont e´te´ effectue´es avec le code e´le´ments finis DD3IMP en conside´rant
plusieurs lois de comportement diffe´rentes. Les dispositifs sont de´crits et les re´sultats obtenus
sont pre´sente´s et compare´s aux re´sultats expe´rimentaux.
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6.2 Mode`les d’e´crouissage
Conforme´ment aux spe´cifications du benchmark Numisheet99, les essais d’emboutissage inverse
ont e´te´ re´alise´ sur une toˆle d’acier doux de qualite´ emboutissage profond et d’e´paisseur 0.98
mm. Trois mode`les d’e´crouissage diffe´rents ont e´te´ teste´s sur ce mate´riau. Le premier est un
mode`le a` e´crouissage isotrope classique de´crit par une loi de Swift (voir e´quation (4.9)). Le
second est un mode`le a` e´crouissage mixte, l’e´crouissage isotrope e´tant modelise´ par une loi
de Swift et l’e´crouissage cine´matique est non line´aire de´fini par la relation (4.11). Enfin, le
troisie`me mode`le est le mode`le d’e´crouissage mixte de Teodosiu et Hu [Teodosiu et Hu(1998)],
dont les variables internes sont lie´es a` la microstructure de dislocation [Hiwatashi et al.(1997)].
En effet, sur ce type de mate´riau, on observe au cours d’un second trajet en cisaillement (voir
figure (6.1),2.1,2.2,2.3,3), tout d’abord une premie`re phase d’e´crouissage lors de la recharge,
puis un adoucissement et enfin une reprise de l’e´crouissage. Lors du premier chargement mo-
notone, les dislocations s’arrangent en structures planaires polarise´es. Lors de l’inversion de la
contrainte, ces syste`mes de glissement sont actifs, mais dans la direction oppose´e. Ces struc-
tures se de´sinte`grent progressivement par phe´nome`ne d’annihilation et une fois totalement
disparues, le cisaillement cre´e de nouvelles structures de polarite´ oppose´es. Cet aspect micro-
structural de la de´formation en trajet de cisaillement n’est pas pris en compte dans les deux
premiers mode`les. Par contre, on observe sur la figure (6.1) que le mode`le de Teodosiu et Hu
permet de mode´liser cet aspect. La de´finition des parame`tres de ce mode`le peut eˆtre trouve´e
dans [Bouvier et Haddadi(2001)].
-300
-200
-100
0
100
200
300
400
500
-0.6 -0.4 -0.2 0.0 0.2 0.4 0.6 0.8
Déformation
C
o n
t r
a i
n t
e  
d e
 C
a u
c h
y  
( M
P a
)
Traction monotone
Cisaillement monotone
Cisaillement Bauschinger 0.1
Cisaillement Bauschinger 0.2
Cisaillement Bauschinger 0.3
Cisaillement orthogonal
1
2.1
2
3
2.32.2
Fig. 6.1 – Identification des parame`tres mate´riaux en utilisant un essai de traction monotone
(1), de cisaillement monotone (2), de cisaillement Bauschinger apre`s 10% (2.1), 20% (2.2), 30%
(2.3) et se´quentiel traction/cisaillement (3) avec le mode`le de Teodosiu et Hu.
Les essais de flexion cylindrique ont e´te´ re´alise´ sur un alliage d’aluminium. Le mate´riau est une
toˆle d’aluminium Al6111-T4 et d’e´paisseur 1.0 mm. Les proprie´te´s me´caniques de ce mate´riau
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sont donne´es dans [Yang et al.(2002)]. Comme dans le cas du mate´riau pre´ce´dent, trois mode`les
d’e´crouissage diffe´rents ont e´te´ teste´s. Le premier est un mode`le a` e´crouissage isotrope de´crit
par une loi de Swift. Le second est un mode`le a` e´crouissage mixte, l’e´crouissage isotrope e´tant
modelise´ par une loi de Voce (voir e´quation (4.10)) et l’e´crouissage cine´matique est non line´aire
du type de l’e´quation (4.11). Enfin, le troisie`me mode`le est le mode`le d’e´crouissage mixte de
Teodosiu et Hu. Les parame`tres caracte´ristiques de ces deux mate´riaux ont e´te´ identifie´s avec
SiDoLo, a` partir d’essais homoge`nes de traction et de cisaillement par S. Bouvier au LPMTM
[Bouvier et Haddadi(2001)], selon une proce´dure similaire a` celle pre´sente´e dans le chapitre 5.
6.3 Etude expe´rimentale de l’emboutissage inverse
Le but de ce dispositif est d’emboutir successivement une toˆle plane circulaire de diame`tre initial
170 mm, premie`rement en un godet cylindrique de diame`tre 100 mm et deuxie`mement en un
godet de diame`tre 75 mm, dans la direction oppose´e [Ge´lin et Picart(1999)]. On impose un
e´cartement fixe entre la matrice et le serre-flan pour les deux passes d’emboutissage. La raison
de ce choix est que sur certaines presses, il est difficile de controˆler la force de serre-flan alors
qu’en spe´cifiant un e´cartement fixe de serre-flan, la plupart des laboratoires peuvent effectuer ce
test [Danckert et al.(1999)]. Lors de la premie`re e´tape, le dispositif est compose´ d’une matrice
qui donne le centrage du flan (voir figure (6.2) gauche). La matrice a un diame`tre inte´rieur de
104.5 mm et un rayon d’entre´e de 8 mm. Le serre-flan est relie´ a` la matrice par des vis. Pour
calibrer l’espace entre le serre-flan et la matrice, des cales de re´glage sont interpose´es entre les
deux parties. Le poinc¸on a un diame`tre externe de 100 mm, son rayon e´tant de 5.5 mm.
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Fig. 6.2 – Repre´sentation sche´matique du dispositif d’emboutissage inverse lors de la premie`re
e´tape (partie gauche) et lors de la deuxie`me e´tape (partie droite).
Le dispositif de la deuxie`me e´tape utilise la plupart des pie`ces de la premie`re e´tape (voir figure
(6.2) droite). En effet, a` la fin de la premie`re e´tape, le godet est laisse´ sur le poinc¸on creux
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qui constitue alors la matrice de la deuxie`me e´tape. Comme a` la premie`re e´tape, le serre-flan
est relie´ a` la matrice par des vis et place´ a` une distance constante de la matrice par des cales
de re´glage. Le poinc¸on de la deuxie`me e´tape est constitue´ d’un cylindre de diame`tre 73.4 mm
dont le rayon d’entre´e est 8.5 mm. Afin d’obtenir des re´sultats reproductibles, une attention
particulie`re a e´te´ porte´e sur l’alignement du poinc¸on, de la matrice et du serre-flan. Il est a`
noter que, contrairement aux presses d’emboutissage standard, plusieurs pie`ces doivent eˆtre
retire´es entre les deux e´tapes, ce qui conduit a` des temps de manipulation assez importants.
Fig. 6.3 – Photos de godets emboutis apre`s la premie`re
e´tape (partie haute) et la deuxie`me e´tape (partie basse).
Au cours des essais, la force sur
le poinc¸on et le de´placement de la
traverse sont enregistre´s. Apre`s la
premie`re e´tape, quelques godets ont
e´te´ retire´s du poinc¸on et garde´s
de coˆte´ pour effectuer une mesure
d’e´paisseur tandis que les autres
e´taient emboutis dans la seconde
e´tape. Des photos de godets emboutis
sont pre´sente´es sur la figure (6.3).
Les mesures d’e´paisseur sont ef-
fectue´es sur une machine a` mesurer
tridimensionnelle. Les coordonne´es
des points sont prises a` l’inte´rieur et
a` l’exte´rieur du godet pour une meˆme
hauteur, l’e´paisseur e´tant alors cal-
cule´e. En raison de la courbure du godet pre`s du fond, il n’e´tait pas possible de mesurer
l’e´paisseur en-dessous de 7 mm pour la premie`re e´tape et de 12 mm pour la deuxie`me e´tape.
Enfin, la hauteur des cales de re´glage du jeu matrice/serre-flan a e´te´ de´termine´e empirique-
ment de fac¸on a` avoir l’e´cartement le plus grand possible (pour ne pas serrer la toˆle) tout en
empeˆchant la formation de plis. L’e´cart a e´te´ augmente´ jusqu’a` ce que des plis soient observe´s
sur les godets (voir figure (6.3)). Les e´carts mesure´s pour ce mate´riau sont 1.0 mm pour la
premie`re e´tape et 1.4 mm pour la deuxie`me e´tape.
6.4 Simulation nume´rique de l’emboutissage inverse
Le processus d’emboutissage inverse de´crit dans la partie expe´rimentale a e´te´ simule´ en uti-
lisant le code e´le´ments finis implicite DD3IMP. Dans ce code, le contact avec frottement
est de´crit par la loi de Coulomb et son e´volution est controˆle´e par une formulation mixte
(cine´matique et statique), utilisant une approche de type lagrangien augmente´. Le contact
est traite´ entre une toˆle de´formable et des outils rigides mode´lise´s par des surfaces de
Be´zier [Menezes et Teodosiu(2000)] [Alves et Menezes(2001)]. Compte tenu des conditions de
syme´trie, un quart du flan a e´te´ maille´. Le maillage est concentrique et compose´ de 2016 e´le´ments
he´xae´driques line´aires avec 2 couches dans l’e´paisseur. Le coefficient de frottement fait partie
des donne´es du benchmark µ = 0.15 pour un mate´riau lubrifie´. Bien qu’il ait de´ja` e´te´ uti-
lise´ dans des e´tudes pre´ce´dentes traitant de la comparaison entre des re´sultats expe´rimentaux
et nume´riques [Ahmetoglu et al.(1995b)] [Barlat et al.(2003)], le coefficient de frottement n’est
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pas ici un parame`tre ajustable permettant de lisser les donne´es expe´rimentales. Nume´riquement
l’e´cart entre la matrice et le serre-flan est fixe´ a` 1.13 mm pour la premie`re e´tape et 1.4 mm
pour la deuxie`me e´tape.
Fig. 6.4 – Courbes force-de´placement du poinc¸on expe´rimentales et nume´riques au cours de
l’e´tape 1 et de l’e´tape 2.
La figure (6.4) pre´sente l’e´volution de la force de poinc¸on pendant la premie`re et la deuxie`me
e´tape respectivement obtenues expe´rimentalement et avec les trois mode`les d’e´crouissage de´finis
pre´ce´demment. La figure (6.5) montre la re´partition de la de´formation plastique e´quivalente avec
le mode`le a` e´crouissage isotrope de Swift a` la fin de chaque e´tape. Enfin, la figure (6.6) pre´sente
la re´partition de l’e´paisseur dans le mur du godet a` 0o, 45o et 90o par rapport a` la DL.
Fig. 6.5 – Re´partition de le de´formation plastique e´quivalente au cours de l’e´tape 1 (figure de
gauche) et de l’e´tape 2 (figure de droite).
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Fig. 6.6 – Distribution expe´rimentales et nume´riques de l’e´paisseur dans le mur des godets
apre`s l’e´tape 1 (partie droite) et l’e´tape 2 (partie gauche) a` 0o, 45o et 90o de la DL.
6.4.1 Etape 1
La force maximale atteinte pendant l’e´tape 1 est 80.8 kN pour un de´placement de 25 mm. En
raison de la le´ge`re anisotropie du mate´riau, les godets pre´sentent des cornes a` 0o et a` 90o par
rapport a` la DL, ce qui est cohe´rent avec le fait que le coefficient d’anisotropie r45 est infe´rieur
a` r0 et a` r90 [Marciniak et Duncan(1992)]. L’e´volution de l’e´paisseur est tre`s semblable a` 0
o et
a` 90o de la direction de laminage mais est diffe´rente a` 45o. Un amincissement de la toˆle est note´
au-dessous d’une hauteur d’environ 25 mm (entre 18 mmm et 30 mm) et un e´paississement
au-dessus. Au de´but, et en raison d’une force de frottement re´sistive e´leve´e au niveau du serre-
flan, le proce´de´ de de´formation implique un le´ger glissement de la toˆle sous le serre-flan ainsi
qu’une extension de la toˆle situe´e entre le rayon de la matrice et le rayon du poinc¸on. Cette
extension provoque un amincissement de la toˆle. Ensuite, la force totale diminue puisque que
la force re´sistive diminue. Une compression circonfe´rentielle se produit alors et par conse´quent
un e´paississement de la toˆle. Une zone de transition, entre une e´paisseur donne´e au-dessous ou
au-dessus de la valeur initiale, peut clairement eˆtre note´e sur le godet, environ a` mi-hauteur.
Une telle e´volution est typique d’un proce´de´ de de´formation par extension.
Les simulations nume´riques montrent une bonne ade´quation par rapport aux re´sultats
expe´rimentaux, en terme de force maximum atteinte et de largeur de courbe pour les trois
mode`les. Les courbes nume´riques commencent par une pente plus e´leve´e que la courbe
expe´rimentale en raison probablement des de´formations e´lastiques des outils ou d’une fausse
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rigidite´ du flan due a` l’interpolation line´aire des e´le´ments finis. Les oscillations sur les courbes
simule´es sont dues aux instabilite´s nume´riques lie´es au contact entre le maillage de´forme´ et
l’outil. En effet, quand on utilise un maillage concentrique, tous les e´le´ments a` un rayon donne´
entrent en contact avec l’outil en meˆme temps. La pre´sence de ces instabilite´s est lie´e au rapport
entre la taille des e´le´ments du maillage et le rayon de courbure des outils. Pour e´viter de tels
proble`mes, la taille des e´le´ments du maillage devrait eˆtre infe´rieure a` 20% du rayon de cour-
bure de la matrice, ce qui correspond a` 1.6 mm pour la premie`re e´tape (la taille du maillage est
environ 3 mm). Mais une trop petite taille d’e´le´ment conduit a` des temps de calcul prohibitifs.
On observe sur les distributions d’e´paisseur de la figure (6.6) que l’e´paisseur a` 45o et a` 90o de
la DL est surestime´e par le code, les e´carts e´tant de l’ordre de 4-5 % a` la fin de la premie`re
e´tape. Il semble que la re´partition des e´paisseurs ne soit pas sensible a` la loi d’e´crouissage
puisque quelque soit le mode`le on obtient les meˆmes re´sultats. Par contre, on a observe´ que
la re´partition des e´paisseurs est fortement influence´e par les coefficients du crite`re de Hill.
En effet, si les coefficients de Hill sont identifie´s a` partir des courbes contrainte-de´formation
et non pas a` partir des coefficients rα, cela conduit a` un abaissement de la courbe force-
de´placement (autour de 7%) et influence conside´rablement la distribution d’e´paisseur. Il semble
donc que la contrainte d’e´coulement et les valeurs des coefficients rα ont une grande influence sur
l’e´paisseur, d’une manie`re de´couple´e [Thuillier et al.(2002)]. Une e´tude traitant d’un processus
d’emboutissage diffe´rent [Thuillier et al.(2001)] a montre´ e´galement la sensibilite´ des re´sultats
a` la de´termination des coefficients de Hill.
6.4.2 Etape 2
Pendant l’e´tape 2, la force maximale atteinte est de 73.6 kN pour un de´placement de 58 mm.
L’e´volution de l’e´paisseur est semblable pour les trois orientations, jusqu’a` environ 50 mm
(voir figure (6.6)). On peut noter sur les courbes force-de´placement de la figure (6.4) qu’un
changement de pente intervient au-dessus de 20 mm. En fait, le diame`tre du godet a` emboutir
est de 100 mm et le diame`tre de poinc¸on est de 73 mm. Par conse´quent la premie`re e´tape du
processus est principalement une de´formation de la toˆle situe´e sous le poinc¸on et qui n’a pas
e´te´ de´forme´e pendant la premie`re e´tape. Ceci correspond a` une premie`re zone, presque line´aire,
sur la courbe force-de´placement. Puis une transition a lieu, lorsque la partie de´ja` de´forme´e
commence a` glisser entre la matrice et le serre-flan. En raison du frottement et de l’histoire de la
de´formation, ceci a pour conse´quence un changement sur la courbe force-de´placement. La pente
de la courbe force-de´placement est plus faible, correspondant principalement au glissement et
a` l’emboutissage du godet et est associe´e a` un amincissement du mur. En effet l’e´paisseur
mesure´e demeure plus faible qu’apre`s l’e´tape 1, quelque soit l’orientation. Au-dessus de 50 mm,
un e´paississement important de la toˆle a` 45o de la direction de laminage est note´, jusqu’a` 1.09
mm. On ne l’observe pas dans les deux autres directions. Il est certainement associe´ aux cornes
forme´es a` 0o et a` 90o de la direction de laminage, comme dans le cas de la premie`re e´tape. Le
pic qui a lieu aux alentours de 40 mm est lie´ au passage de la zone e´paissie du mur du godet
apre`s l’e´tape 1, entre la matrice et le serre-flan [Esche et al.(2000)].
On observe sur les courbes force-de´placement du poinc¸on (voir figure (6.4)) que l’influence de la
loi de comportement est importante. En effet, les courbes obtenues nume´riquement surestiment
la force, sauf pour le mode`le de Teodosiu et Hu. Il s’ave`re donc dans ce cas que la prise en
compte de l’e´crouissage cine´matique n’est pas suffisante pour de´crire correctement la courbe de
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la deuxie`me e´tape. Il semble donc que ce proce´de´ mettent en jeu des changements de trajets
de de´formation importants qui mettent en e´vidence la pertinence de ce mode`le. Comme dans
l’e´tape 1, la distribution des e´paisseurs obtenues nume´riquement est conforme aux re´sultats
expe´rimentaux avec une tendance a` surestimer l’e´paisseur a` 90o de la DL.
En ce qui concerne le dispositif expe´rimental lui-meˆme, des de´formations e´lastiques du serre-flan
ont e´te´ envisage´es, plusieurs auteurs ayant rapporte´ la difficulte´ d’empeˆcher les de´formations
e´lastiques de cette pie`ce [Shulkin et al.(1995)]. De plus, le dispositif a e´te´ place´ sur une machine
d’essai classique d’une capacite´ de charge maximum de 100 kN. Les expe´riences ont e´te´ alors
effectue´es dans une plage de force pre`s du maximum. On s’est ainsi attendu a` ce que se produise
une de´formation e´lastique de la machine, ce qui est un effet inde´sirable [Shulkin et al.(1995)].
Cependant, il est inte´ressant de noter que les courbes force-de´placement obtenues par les autres
participants a` ce benchmark sont proches les unes des autres, l’e´cart maximum e´tant de l’ordre
de 11%, et diminue a` 6% en ce qui concerne l’e´volution des e´paisseurs [Ge´lin et Picart(1999)].
La de´formation e´lastique de la presse et du serre-flan semble donc ne pas avoir une influence
significative sur ce type de proce´de´ d’emboutissage profond.
6.4.3 Changement de trajets de de´formation
L’analyse phe´nome´nologique du proce´de´ a donc permis de mettre en e´vidence que ce type
d’emboutissage faisait intervenir des changements importants dans les trajets de de´formation,
qui ne peuvent eˆtre mode´lise´s uniquement avec un e´crouissage cine´matique. Dans deux e´tudes
nume´riques [Cannizzaro et al.(1990)] [Parsa et al.(1994)], pour de grands rapports d’emboutis-
sage (1.87 et 1.43 pour la premie`re et deuxie`me e´tape respectivement [Cannizzaro et al.(1990)]
- 1.5 pour les deux e´tapes [Parsa et al.(1994)]), les auteurs ont rapporte´ le de´veloppement d’une
striction pre`s du fond du godet dans la deuxie`me e´tape, en utilisant un mode`le a` e´crouissage iso-
trope. On n’observe pas cette striction dans le cas du re´emboutissage direct [Parsa et al.(1994)],
ni lorsqu’un mode`le a` e´crouissage cine´matique est utilise´ au lieu de l’e´crouissage isotrope
[Cannizzaro et al.(1990)]. Ceci sugge`re l’occurrence de changements de chemin de de´formation
pendant le processus de mise en forme. Par exemple, un point mate´riel initialement situe´ dans
la partie externe du flan subira une compression circonfe´rentielle et un e´tirement radial puis
une flexion et une de´flexion et e´ventuellement une traction plane dans le mur du godet.
L’amplitude de ces changements de la direction du tenseur des vitesses de de´formation peut
eˆtre e´value´e avec le parame`tre β de´fini par :
β = A1 : A2 (6.1)
ou` Ai est le tenseur norme´ par rapport au deuxie`me invariant du tenseur vitesses de de´formation
a` l’incre´ment i [Rauch et Schmitt(1989)]. β varie continuement de -1 (inversion de la contrainte)
jusqu’a` 1 (chargement continu) en passant par 0 (chargement orthogonal). Le comportement
du mate´riau pendant le deuxie`me trajet de de´formation de´pend de la valeur de β et pre´sente
un effet Baushinger ainsi qu’un plateau sur la courbe contrainte-de´formation (β = −1) ou un
adoucissement (β = 0).
Le tenseur incremental de de´formation plastique dp est donne´ a` chaque incre´ment de la
re´solution de la me´thode des e´le´ments finis et β est calcule´ entre deux e´tats correspondant
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Fig. 6.7 – Evolution du parame`tre β pour un point situe´ a` une distance radiale de 58 mm,
pour diffe´rentes orientations par rapport a` la DL, au cours de l’e´tape 1 (a` gauche) et de l’e´tape
2 (a` droite).
a` deux valeurs du de´placement de poinc¸on. Les changements de trajets de de´formation se pro-
duisent pendant la premie`re e´tape et la seconde (voir figure (6.7)). Un comportement semblable
pour tous les noeuds a` une distance radiale donne´e est note´, mais les valeurs de β de´pendent de
l’orientation. Des valeurs de l’ordre de 0.3 - 0.5 sont rencontre´es au cours de la premie`re e´tape,
jusqu’a` des valeurs proches de 0 dans la seconde. On remarque que les changements de trajets
les plus importants ont lieu pour des de´placements de poinc¸on entre 20 et 40 mm au cours
de la deuxie`me e´tape. Ceci est corre´le´ avec le changement de pente de la courbe obtenue avec
le mode`le de Teodosiu et Hu au cours de la deuxie`me e´tape. Il apparait donc que la prise en
compte de l’e´crouissage cine´matique qui ne permet de mode´liser que les changements de trajets
de type Baushinger n’est pas suffisante dans ce type d’embouti et qu’un mode`le constitutif pre-
nant en compte les changements de trajets de de´formation conduit a` une meilleure pre´diction
du proce´de´.
6.5 Etude expe´rimentale du retour e´lastique
Dans cette partie, le phe´nome`ne de retour e´lastique est e´tudie´ expe´rimentalement sur un essai
de flexion cylindrique. La ge´ome´trie des outils est donne´e d’apre`s un benchmark de la confe´rence
Numisheet02 [Yang et al.(2002)]. Un flan rectangulaire de dimensions 120 × 30 × 1 mm3 est
de´forme´ dans le passage d’une matrice par un poinc¸on cylindrique sans l’utilisation de serre-flan.
Un dispositif expe´rimental a e´te´ conc¸u pour cette e´tude et monte´ sur une machine de traction
(voir figure (6.8)). La force est mesure´e par une cellule de force de capacite´ 1 kN. Dans une
premie`re e´tape, le poinc¸on est place´ en contact avec la toˆle et le poinc¸on se de´place. Lorsqu’il
atteint son de´placement maximun (28.5 mm), un e´jecteur applique le flan contre le poinc¸on et
il se de´place en sens inverse.
La vitesse de de´placement du poinc¸on est e´gale a` 0.2 mm/s. En effet, dans la gamme 0.2− 50
mm/s, aucune influence de la vitesse de de´placement du poinc¸on sur la courbe force-de´placement
n’a e´te´ note´e. Les essais ont e´te´ effectue´s sans lubrifiant. Les flans sont de´coupe´s pour que la
longueur de l’e´prouvette soit dans la DL.
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Fig. 6.8 – Sche´ma du dispositif expe´rimental pour la flexion cylindrique. A gauche : avant le
de´placement de poinc¸on. A droite : flan plie´ apre`s le de´placement maximum du poinc¸on.
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Fig. 6.9 – Courbes force-de´placement du poinc¸on expe´rimentale et nume´rique pour l’aluminium
Al6111-T4 dans la DL.
La courbe force-de´placement du poinc¸on est pre´sente´e sur la figure (6.9). La force maximum
est atteinte a` environ 23 mm puis pour les valeurs supe´rieures du de´placement on observe un
glissement du flan entre la matrice et le poinc¸on. Pendant le processus, le bord du flan est
suivi avec une came´ra nume´rique haute re´solution. Des images a` niveaux de gris pour plusieurs
valeurs du de´placement du poinc¸on (7, 14, 21, 28.5 mm respectivement et apre`s retour e´lastique)
sont enregistre´es. Ces images code´es sur 10-bit sont ensuite seuille´es pour obtenir des images
en noir et blanc afin d’extraire les contours du flan.
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Fig. 6.10 – De´finition de la mesure des angles d’ouverture (a` droite) et de contact (a` gauche).
On conside`re deux angles diffe´rents de´finis sur la figure (6.10) : le premier est l’angle d’ouverture
qui correspond a` l’angle entre les deux parties droites de l’e´prouvette. Cet angle est mesure´ sur
le contour exte´rieur du profil du flan a` la fin de la charge et apre`s retour e´lastique. Les valeurs
mesure´es de cet angle sont donne´es dans le tableau (6.1) dans la colonne angle d’ouverture. Les
valeurs pre´sente´es sont des moyennes de six essais et l’e´cart type est compris entre 0.2o et 0.6o.
Angle d’ouverture Angle de contact
28.5 mm Springback ∆θ 7 mm 14 mm 21 mm 28.5 mm
Experimental 21.0 54.4 33.4 3.9 59.1 107.1 150.1
Mode`le SI 21.4 2.0 % 52.5 3.4 % 31.1 4.0 60.1 103.8 148.2
Mode`le VV 21.4 2.0 % 54.0 0.7 % 32.6 4.0 60.1 103.8 148.2
Mode`le CT 21.4 2.0 % 54.2 0.3 % 32.8 4.0 60.1 103.8 148.2
Tab. 6.1 – Angles d’ouverture et angles de contact mesure´s a` la fin de l’e´tape de charge et
apre`s de´charge. Mode`le SI correspond au mode`le a` e´crouissage isotrope de Swift, Mode`le VV
au mode`le a` e´crouissage mixte de type Voce et Mode`le CT au mode`le de Teodosiu et Hu. Les
valeurs sont donne´es en degre´s.
Fig. 6.11 – Traitement d’images de
mesure de l’angle entre les lignes de
contact.
De plus, afin d’e´tudier l’e´volution du contact au cours
l’essai, la position des lignes en contact entre la toˆle et
avec le poinc¸on est e´tudie´e (voir figure (6.10) gauche).
Le proce´de´ suivant est employe´ : le contour inte´rieur
du profil est conside´re´ pour un de´placement donne´ et
le poinc¸on est repre´sente´ par un cercle, dont le centre
est connu a` partir de l’image (voir Fig.6.11). La dis-
tance d entre le contour de l’e´prouvette et le cercle est
calcule´e le long d’une direction radiale et les lignes de
contact sont choisies lorsque la distance est minimum.
Deux lignes sont alors de´finies, du centre du poinc¸on
a` chaque zone de contact et l’angle entre ces lignes est
calcule´. Cet angle est appele´ angle de contact dans le
tableau (6.1).
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6.6 Simulation nume´rique de la flexion cylindrique
La simulation nume´rique de ce processus a e´te´ re´alise´e avec le code de calcul DD3IMP, en
utilisant les trois mode`les d’e´crouissage de´crits pre´ce´demment. Le flan est maille´ avec 60 × 20
e´le´ments he´xae´driques quadratiques, et une couche d’e´le´ments dans l’e´paisseur. L’influence du
maillage et du type d’interpolation (line´aire ou quadratique) a e´te´ teste´e et des re´sultats stables
ont e´te´ obtenues pour une cette taille d’e´le´ments [Oliveira et al.(2002)]. On peut souligner qu’a`
la fin de l’e´tape de chargement, la de´formation plastique e´quivalente maximum est de moins de
4%. Les re´sultats des simulations nume´riques obtenus avec les diffe´rents mode`les sont pre´sente´s
dans le tableau (6.1). La meˆme me´thode que pour les profils expe´rimentaux a e´te´ employe´ pour
calculer les angles. On observe que les re´sultats nume´riques et expe´rimentaux sont tre`s proches,
les e´carts e´tant souvent infe´rieurs a` 2 %.
Au cours de ce test, les de´formations plastiques rencontre´es e´tant relativement faibles, la fi-
gure (6.12) pre´sente la re´partition de la contrainte e´quivalente pour les trois lois constitutives
e´tudie´es. Les isovaleurs de la partie gauche de la figure correspondent a` la fin de la descente
du poinc¸on et celles de la partie droite a` la fin de la phase de retour e´lastique, c’est-a`-dire
apre`s le retrait des outils. On oberve que les contraintes sont concentre´es sous le poinc¸on alors
que les bords sont libres de contrainte puisqu’il n’y a pas de serre-flan. Quelque soit le mode`le
conside´re´, la distribution de contrainte est du meˆme ordre de grandeur a` la fin de la charge
et atteint environ 225 MPa. Cette valeur n’est pas homoge`ne sur les peaux du flan a` cause de
l’effet anticlastique se produisant au cours de l’essai.
Par contre, apre`s retour e´lastique, la re´partition des contraintes est diffe´rente selon le mode`le
utilise´. La valeur de la contrainte e´quivalente moyenne est de l’ordre de 40 MPa pour le mode`le
a` e´crouissage isotrope de Swift, 65 MPa pour le mode`le a` e´crouissage mixte de Voce et de
80 MPa pour le mode`le de Teodosiu et Hu. Un tel e´cart provient de la prise en compte de
l’e´crouissage cine´matique entre les deux premiers mode`les. En fait, lorsque l’on utilise unique-
ment un e´crouissage isotrope, on obtient un plus grand accroissement de la surface de plasti-
cite´ qui conduit apre`s de´charge a` une plus grande relaxation des contraintes re´siduelles. Par
contre, en utilisant un e´crouissage cine´matique, la relaxation des contraintes est plus faible car
l’e´crouissage isotrope est plus faible. Pour les deux mode`les a` e´crouissage mixte, la diffe´rence
est essentiellement due a` l’e´volution de l’e´crouissage cine´matique. En utilisant le mode`le de
Teodosiu et Hu, on observe que la valeur de X atteinte a` la fin de la phase de charge est
plus faible que celle atteinte avec le mode`le a` e´crouissage mixte de Voce, ce qui conduit a` une
augmentation des contraintes re´siduelles.
En ce qui concerne la pre´diction des formes, aucune diffe´rence significative n’a e´te´ observe´e au
cours de la phase de descente du poinc¸on entre les trois mode`les. Ceci est duˆ d’une part, au
fait que la forme de l’e´prouvette est essentiellement gouverne´e par les outils dans cette phase et
d’autre part au fait que les de´formations plastiques sont trop faibles pour mettre en valeur le
roˆle de la loi de comportement au cours de la charge. Par contre, en ce qui concerne la pre´diction
du retour e´lastique, les re´sultats du tableau (6.1) montrent que l’angle d’ouverture est mieux
mode´lise´ en prenant en compte l’e´crouissage cine´matique. Par contre, les diffe´rences entre les
deux mode`les a` e´crouissage cine´matique est ne´gligeable, problablement a` cause de la simplicite´
de ce test qui ne fait pas intervenir des changements de trajets de de´formation suffisamment
importants.
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Fig. 6.12 – Re´partition de la contrainte e´quivalente a` la fin de la charge (figures de gauche)
et apre`s retour e´lastique (figures de droite). a) et b) correspondent au mode`le a` e´crouissage
isotrope de Swift, c) et d) au mode`le a` e´crouissage mixte de Voce et e) et f) au mode`le de
Teodosiu et Hu.
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Chapitre 7
Mise en forme des aciers inoxydables
7.1 Introduction
Ce chapitre est consacre´ a` la caracte´risation et a` la mode´lisation du comportement me´canique
d’aciers inoxydables auste´nitiques stables et me´tastables et plus particulie`rement a` leur ap-
plication aux proce´de´s d’emboutissage profond. En effet, les aciers inoxydables me´tastables
pre´sentent au cours de leur de´formation plastique une transformation martensitique in-
duite. En de´pit de nombreuses e´tudes sur l’instabilite´ de l’auste´nite des aciers inoxydables
[Fang et Dahl(1991)] [Stringfellow et al.(1992)] [Nagy et al.(2003)], l’incidence de cette trans-
formation martensitique induite sur leur aptitude au formage a` tempe´rature ambiante de-
meure mal appre´cie´e expe´rimentalement et donc par conse´quent nume´riquement. C’est pour-
quoi il est apparu inte´ressant de comparer les comportements en e´crouissage et d’analyser leurs
conse´quences sur l’emboutissabilite´ de godets profonds dans le cas de deux nuances d’acier
inoxydable auste´nitique, soit instable (du type AISI 304) soit stable (du type AISI 316L).
La diffe´rence entre ces deux mate´riaux se situe essentiellement au niveau du taux de nickel,
qui est plus faible dans le cas de la nuance 304, ce qui rend l’auste´nite instable au cours
de la de´formation plastique. Commme l’apparition de cette phase martensitique engendre des
proble`mes au niveau des proce´de´s de mise en forme et notamment l’apparition de casses diffe´re´es
[Giraud et Baroux(1990)], il est ne´cessaire de de´velopper des lois de comportement fide`les aux
nuances auste´nitiques et prenant en compte cette transformation martensitique.
Dans une premie`re partie, on pre´sente un mode`le microme´canique susceptible de prendre en
compte l’e´volution microstructurale du mate´riau ainsi que la comparaison de ce mode`le par
rapport a` un mode`le phe´nome´nologique utilisant le crite`re de Hill. Dans une seconde partie,
on pre´sente la campagne expe´rimentale mene´e pour de´terminer les parame`tres des mode`les
e´tudie´s sur les deux nuances d’acier. Cette campagne est compose´e d’essais de traction uniaxiale,
de cisaillement simple et d’essais se´quentiels de type pre´de´formation en traction suivie d’un
cisaillement simple. Enfin, on compare les re´sultats obtenus avec ces deux approches sur la
simulation nume´rique de l’emboutissage d’un godet cylindrique.
7.2 Mode`le de comportement
On pre´sente dans cette partie une approche microme´canique qui prend en compte la trans-
formation de l’auste´nite en martensite ainsi que la diffe´rence de comportement entre ces deux
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phases. L’objectif de ce mode`le est de caracte´riser le comportement a` l’e´chelle macroscopique
(contrainteΣ, de´formationE) a` l’aide de la mode´lisation du comportement des phases pre´sentes
et de la prise en compte de la fraction volumique de chaque constituant. Le changement d’e´chelle
est re´alise´ de fac¸on a` mettre en e´vidence les contraintes internes ainsi que l’he´te´roge´ne´ite´ de
de´formation des phases. Cette de´marche est illustre´e sur la figure (7.1). Pour simplifier l’e´tape
de changement d’e´chelle, nous supposerons que l’auste´nite et la martensite ont le meˆme com-
portement e´lastique isotrope.
Σ
σA
σM
Ep
.
ε
. p
A
εp
.
M
Scale transition
Loading
Homogeneisation
Individual behaviour
Macroscopical
Phase
scale
scale
Fig. 7.1 – Principe de l’approche microme´canique du mode`le biphase´.
La loi de comportement retenue pour chaque phase est de la meˆme forme que dans le cas du
mode`le phe´nome´nologique de Hill pre´sente´ dans le chapitre 4. Le comportement de l’auste´nite
(phase majoritaire) dans le mate´riau est repre´sente´ a` l’aide d’un crite`re orthotrope, alors que,
dans une premiere approche, le comportement de la martensite est suppose´ isotrope. Le crite`re
de plasticite´ de la phase auste´nitique s’e´crit sous la forme de l’e´quation (4.18). L’e´volution
de l’e´crouissage isotrope est relie´e a` la de´formation plastique cumule´e pA dans l’auste´nite se-
lon l’e´quation (7.6). La loi d’e´volution de l’e´crouissage cine´matique est donne´e par la relation
(4.11). En ce qui concerne la phase martensitique, l’e´crouissage est uniquement isotrope, son
e´volution e´tant gouverne´e par la de´formation plastique cumule´e dans la martensite pM .
7.2.1 Description de la transformation auste´nite-martensite
Il est maintenant clairement e´tabli que l’auste´nite des aciers AISI 304 subit une transforma-
tion martensitique induite par la de´formation plastique a` tempe´rature ambiante [David(1990)]
[Giraud et Baroux(1990)]. L’e´volution de la fraction volumique de phase martensitique dans la
phase auste´nitique peut eˆtre de´crite, par exemple, par des lois de type [Olson et Cohen(1975)]
permettant de rendre compte de la cine´tique expe´rimentale de la transformation martensitique
induite par la de´formation plastique. Ces lois apparaissent en effet approprie´es pour de´crire cette
cine´tique dans une gamme de tempe´rature comprise entre -200oC et 100oC [Choi et Won(1997)].
Dans cette e´tude, l’e´volution de la fraction volumique de phase martensitique est de´crite par la
loi de Shin [Shin et al.(2001)], de´rive´e de la loi de Olson et Cohen, dans laquelle la transforma-
tion martensitique est conside´re´e comme une relaxation continue de l’e´nergie de de´formation
interne accumule´e durant la de´formation plastique. Comme le mode`le biphase´ e´tudie´ calcule la
de´formation dans la phase auste´nitique, la fraction volumique de martensite forme´e de´pend de la
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de´formation plastique e´quivalente dans l’auste´nite Aeq et non de la de´formation macroscopique.
Cette loi a e´te´ retenue car elle a e´te´ valide´e sur un intervalle de tempe´rature correspondant
aux tempe´ratures atteintes au cours de nos essais (entre 20 et 50oC), qu’elle est e´tablie a` par-
tir d’hypothe`ses me´tallurgiques et qu’elle s’exprime sous forme explicite (voir figure (7.2)). Ce
dernier point implique que la loi sera plus facile a` de´velopper sous forme incre´mentale lorsque
les phe´nome`nes de plasticite´ de transformation seront pris en compte. Cependant, dans cette
e´tude, ces termes seront ne´glige´s.
Fig. 7.2 – Evolution de la fraction volumique de martensite en fonction de la de´formation
plastique pour diffe´rentes tempe´ratures, obtenue avec la loi de Shin et al [Shin et al.(2001)].
Pour de´crire le fait que la cine´tique de la transformation de´pend du trajet de chargement et
en particulier qu’elle s’effectue plus rapidement en traction uniaxiale qu’en cisaillement simple
[Lebedev et Kosarchuk(2000)], on suppose que le seuil de la transformation auste´nite-martensite
de´pend du taux de triaxialite´ des contraintes dans l’auste´nite χ(σA). La loi d’e´volution de la
fraction volumique de martensite fM s’exprime donc en fonction d’un crite`re g(
A,σA) selon
l’expression :
f˙M = n βM [max(0, g)]
n−1(fS − fM) p˙A (7.1)
avec :
g(A,σA) = Aeq − [0 + 1 χ(σA)] (7.2)
ou` fS de´signe la valeur de la saturation de la fraction volumique de martensite, βM la vitesse
d’e´volution de la transformation, et 0, 1 de´crivent la de´pendance du seuil d’apparition de la
transformation en fonction du taux de triaxialite´ des contraintes.
7.2.2 Transition d’e´chelles et homoge´ne´isation
Le comportement e´tant de´fini individuellement pour les deux phases, l’objectif est a` pre´sent
d’effectuer un changement d’e´chelle permettant de relier les variables de chacune des phases aux
variables a` l’e´chelle macroscopique du mate´riau. Cette transition d’e´chelle se de´roule lors des
e´tapes de localisation et d’homoge´ne´isation [Zaoui(1990)]. Cette premie`re e´tape de localisation
vise a` relier les variables me´caniques des deux phases, c’est-a`-dire (σA, A) et (σM , M), aux
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variables a` l’e´chelle macroscopique (Σ, E). La transition d’e´chelle pour chaque constituant est
de´crite par une relation de la forme [Forest et Pilvin(1999)] :
σi = Σ+
E
2(1 + ν)
(B − βi) (7.3)
ou` i = M,A. L’expression des variables d’accommodation B et βi introduites dans l’e´quation
(7.3) est de´taille´e dans [Pilvin et al.(1996)]. L’e´tape finale consiste a` obtenir le comportement
moyen a` l’e´chelle du volume e´le´mentaire repre´sentatif a` partir de :
E = fA
A + fM
M et Σ = fAσ
A + fMσ
M (7.4)
avec la condition fA + fM = 1. Si l’on suppose que l’e´lasticite´ est isotrope et homoge`ne dans
les deux phases et que l’on ne´glige dans une premie`re approche la plasticite´ de transformation,
la vitesse de de´formation plastique macroscopique est alors obtenue a` l’aide de l’expression :
E˙
p
= (1− fM) ˙pA + fM ˙pM + ˙fM (pM − pA) (7.5)
Ce mode`le ne´cessite donc la connaissance de la fraction volumique de martensite et comporte
les coefficients mate´riaux suivants :∣∣∣∣∣∣∣∣∣∣∣∣
E, ν coefficients d’e´lasticite´
F,G,H,L,M,N coefficients du crite`re d’anisotropie de Hill 48
RA0 , Q
A
1 , b
A
1 , Q
A
2 , b
A
2 , C
A
X , H
A
X , D
A
X coefficients d’e´crouissage de la phase auste´nitique
RM0 , Q
M
1 , b
M
1 , Q
M
2 , b
M
2 coefficients d’e´crouissage de la phase martensitique
K,N coefficients de viscosite´
7.3 Identification du comportement des mate´riaux
Les mate´riaux e´tudie´s sont des aciers inoxydables auste´nitiques, le X2CrNiMo17-12-2 (AISI
316L) et le X4CrNi18-9 (AISI 304). Les deux mate´riaux se pre´sentent sous forme de toˆles
lamine´es a` froid, de dimension 500× 500 mm2 et d’e´paisseur 0.8 mm dans un e´tat final recuit
brillant. L’e´volution de la variable d’e´crouissage isotrope suit une loi de type Voce, telle que :
R = Q1[1− exp(−b1p)] +Q2[1− exp(−b2p)] (7.6)
ou` Q1 et Q2 repre´sentent l’amplitude de l’e´crouissage isotrope et b1, b2 la vitesse de saturation
de l’e´crouissage. La loi d’e´volution de l’e´crouissage cine´matique est de´crite par l’e´quation 4.11).
La base expe´rimentale est compose´e d’essais de traction et de cisaillement tels que ceux de´finis
au chapitre 5, auquels ont e´te´ ajoute´s des essais se´quentiels compose´s d’une pre´de´formation de
0.3 en traction suivie d’un essai de cisaillement monotone. Pour la contrainte de cisaillement,
la valeur du coefficient de ponde´ration est ∆τ = 3 MPa et pour les essais de traction, ∆σ = 5
MPa et ∆ = 0.005. Certains coefficients sont fixe´s (L =M = 3 et E = 200 GPa, ν = 0.29) ou
de´termine´s manuellement a` partir d’essais de sauts de vitesses, a` savoir K = 20 MPa.s1/N et
N = 15 pour les deux nuances e´tudie´es. Les valeurs des autres coefficients identifie´s se trouvent
dans les tableaux 7.1 et 7.2.
Les re´sultats obtenus lors de l’identification des essais me´caniques sont pre´sente´s sur les figures
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Mate´riau F G N R0 CX DX HX Q1 b1 Q2 b2
AISI 304 1.62 0.55 5.83 234 11930 200 1010 696 0.026 373 3.6
AISI 316L 0.45 0.25 4.36 265 10800 244 648 466 0.013 503 4.0
Tab. 7.1 – Valeurs des coefficients identifie´s avec le mode`le de Hill. Les valeurs de R0, CX , DX ,
HX , Q1 et Q2 sont en MPa.
Parame`tre F G N RA0 C
A
X D
A
X H
A
X Q
A
1 b
A
1 Q
A
2 b
A
2
Auste´nite 1.66 0.91 4.84 282 32061.5 291.3 364.7 1545.2 1 0 0
Parame`tre RM0 Q
M
1 b
M
1 fS 0 1 βM D ∆ Dp
Martensite 1200 550 1.01 0.45 0.05 -0.16 3.3 516.9 0.027 0.017
Tab. 7.2 – Valeurs des coefficients identifie´s avec le mode`le biphase´. Les valeurs de RA0 , C
A
X ,
DAX , H
A
X , Q
A
1 , Q
A
2 , R
M
0 , Q
M
A sont en MPa).
(7.3) et (7.4) dans la direction de la laminage pour les deux nuances e´tudie´es. La re´ponse
du mode`le biphase´ est pre´sente´e pour la nuance 304 et la nuance stable 316L est simule´e
uniquement avec le mode`le de Hill. Les deux mode`les donnent des re´sultats satisfaisants pour
les deux mate´riaux lors de la simulation des essais de traction et de cisaillement (monotones et
Bauschinger).
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Fig. 7.3 – Identification avec le mode`le biphase´ des parame`tres mate´riaux de l’acier 304 a`
partir d’essais de traction monotone (1), de cisaillement monotone (2), de cisaillement de type
Bauschinger pour γ = 0.1 (2.1), γ = 0.2 (2.2), γ = 0.3 (2.3), et d’un essai se´quentiel (3).
Par contre, on observe sur la simulation des essais se´quentiels dans le cas de la nuance 304, que
le mode`le biphase´ ame´liore sensiblement la corre´lation par rapport aux re´sultats expe´rimentaux.
En effet, le mode`le biphase´ est initialement repre´sente´ par le comportement de l’auste´nite, qui
est a` l’origine la seule phase pre´sente. Avec l’apparition de la phase martensitique, la contrainte
augmente sous l’influence de la nouvelle phase et il apparaˆıt donc que la prise en compte de
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Fig. 7.4 – Identification avec le mode`le de Hill des parame`tres mate´riaux de l’acier 316L a`
partir d’essais de traction monotone (1), de cisaillement monotone (2), de cisaillement de type
Bauschinger pour γ = 0.1 (2.1), γ = 0.2 (2.2), γ = 0.3 (2.3), et d’un essai se´quentiel (3).
la transformation martensitique diminue l’e´cart observe´ entre la courbe expe´rimentale et la
simulation. Il est a` noter que dans le cas de l’identification du mode`le biphase´, on retrouve bien
les valeurs couramment observe´es pour les limites d’e´lasticite´ RA0 et R
M
0 respectivement pour
les phases auste´nitique et martensitique.
7.4 Simulation nume´rique de l’emboutissage d’un godet
cylindrique
Les mode`les identifie´s pre´ce´demment ont e´te´ utilise´s pour simuler l’emboutissage de godets
cylindriques sur les deux nuances d’aciers inoxydables avec le code de calcul ABAQUS. On
s’inte´resse uniquement aux godets re´alise´s au cours de la premie`re e´tape du dispositif d’embou-
tissage inverse (voir chapitre 6). La re´alisation de godets expe´rimentaux sur ces mate´riaux a
ne´cessite´ d’appliquer une force de serre-flan pour ne pas avoir de formation de plis. L’application
de la force de serre-flan est obtenue par les serrage des vis reliant la matrice au serre-flan a` la cle´
dynamome´trique. Dans un premier temps, les calculs sont re´alise´s dans un cas axisyme´trique
et l’anisotropie n’est pas prise en compte. Le maillage est compose´ d’e´le´ments quadrangulaires
comprenant 4 e´le´ments dans l’e´paisseur et 200 e´le´ments le long du rayon. Les outils sont de´finis
par des surfaces analytiques. Le coefficient de frottement entre les outils et le flan est fixe´ a` 0.11
ce qui correspond au lissage de la fin de la courbe force-de´placement du poinc¸on, c’est-a`-dire
lorsqu’il n’y a plus que du glissement. De fac¸on a` avoir une force de serre-flan re´aliste, celle-ci
est maintenue constante a` 93 kN jusqu’a` un de´placement du poinc¸on de 44 mm puis retire´e.
Les courbes force-de´placement sont pre´sente´es sur la figure (7.5) pour les deux mate´riaux.
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Fig. 7.5 – Courbes force-de´placement du poinc¸on expe´rimentales et nume´riques obtenues sur
les aciers 304 et 316L. Les courbes note´es 2P se rapportent au mode`le biphase´.
Les courbes obtenues avec le mode`le de Hill montrent une bonne corre´lation par rapport aux
re´sultats expe´rimentaux pour l’acier 316L, notamment en ce qui concerne la force maximum
atteinte. Concernant l’acier 304, il apparait que le mode`le de Hill surrestime la valeur de la
force dans la plage correspondant a` un de´placement de poinc¸on de l’ordre de 10 a` 35 mm.
Par contre, le mode`le biphase´ conduit a` une meilleure description de la courbe expe´rimentale
jusqu’a` ce que la force maximale soit atteinte. Le changement de courbure dans la gamme 10 a`
35 mm de de´placement de poinc¸on est probablement duˆ a` la transformation martensitique. La
diffe´rence concernant la largeur de la courbe entre les courbes expe´rimentales et nume´riques a`
la fin du proce´de´ peut provenir de la force applique´e par le serre-flan qui semble mal mode´lise´e.
Le saut observe´ sur les courbes nume´riques pour un de´placement de 44 mm est duˆ au retrait de
la force de serre-flan. Expe´rimentalement, il semble que le serre-flan ne soit pas parfaitement
rigide et que la simulation pourrait eˆtre ame´liore´e en conside´rant un serre-flan de´formable a` la
place d’un outil rigide. Ce point est actuellement en cours.
Mesures par courants de Foucault. De fac¸on a` caracte´riser expe´rimentalement l’e´volution
de la transformation martensitique ainsi que la localisation de chaque phase dans les godets,
des mesures de courants de Foucault on e´te´ re´alise´es sur les godets emboutis pour les deux
nuances d’acier inoxydables. On utilise un dispositif expe´rimental compose´ d’une sonde Forster
et d’un instrument de mesure de courants de Foucault Defectoscop AF. Avant les mesures, on
effectue une calibration de la sonde sur le fond d’un godet. Une fre´quence d’excitation de 20
kHz a e´te´ choisie pour la mesure des courants de Foucault de fac¸on a` obtenir des courants d’une
profondeur suffisante par rapport a` l’e´paisseur des godets. Le signal de la sonde est amplifie´
avec un gain de 30 dB. Le de´placement de la sonde le long de la surface exte´rieure des godets
est re´alise´e en utilisant une table microme´trique.
La figure (7.6) pre´sente la re´partition de la fraction volumique de martensite dans le godet.
L’axe de gauche est relatif a` la repartition nume´rique sur les peaux inte´rieure et exte´rieure
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Fig. 7.6 – Evolution de la fraction volumique de martensite et des courants de Foucault en
fonction de la distance par rapport au centre du godet sur le godet de´forme´.
du godet alors que l’axe de droite est relatif au signal re´el donne´ par le dispositif de courants
de Foucault. Concernant les courbes nume´riques, on observe un gradient sur la re´partition de
la fraction volumique de martensite entre les peaux inte´rieure et exte´rieure. Un pic apparaˆıt
pre`s du nez du poinc¸on sur la peau situe´e en traction alors que sur la peau en compression,
il n’apparait pas de martensite produite. Ceci est duˆ a` l’e´volution de la fraction volumique de
martensite qui n’est pas syme´trique en traction et en compression (voir e´quation (7.1)).
De meˆme, en haut du mur du godet, la peau exte´rieure est en compression et la peau inte´rieure
est en traction, ce qui conduit a` une grande diffe´rence sur la re´partition de la fraction volumique
de martensite dans cette re´gion. Enfin, dans le mur du godet, le gradient entre les peaux
Fig. 7.7 – Evolution de la fraction volumique de martensite en fonction du de´placement du
poinc¸on en haut (A) et en bas (B) du mur du godet.
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inte´rieure et exte´rieure est relativement faible puisque toute cette re´gion est dans un e´tat de
traction plane. Concernant les mesures expe´rimentales, le signal enregistre´ par les courants de
Foucault reste faible le long du mur d’un godet en acier 316L alors qu’on observe une e´volution
marque´e de ce signal sur le godet en acier 304, dont l’e´volution est similaire a` celle observe´e au
cours de la simulation nume´rique.
Enfin, la figure (7.7) pre´sente l’e´volution au cours du proce´de´ d’emboutissage de la fraction
volumique de martensite au sommet (point A) et au fond (point B) du mur du godet, a` la
fois sur la peau inte´rieure et sur la peau exte´rieure. La transformation martensitique apparait
d’abord pre`s du nez du poinc¸on, c’est-a`-dire dans la zone B. Dans cette zone, la transforma-
tion est plus rapide sur la peau inte´rieure que sur la peau exte´rieure, le rayon de courbure
e´tant plus petit pour la peau inte´rieure. Cependant, a` la fin du de´placement du poinc¸on, la
fraction volumique de martensite atteint une valeur constante qui reste plus importante sur la
peau exte´rieure, puisqu’il se produit plus de martensite en traction pour la meˆme de´formation
plastique e´quivalente. Concernant la zone du point A, le gradient de fraction volumique de
martensite est plus petit que dans la zone B mais un e´cart est aussi observe´ sur la courbe
lorsque le flan passe sur le rayon matrice.
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Conclusion de la deuxie`me partie
Cette partie constitue une synthe`se des activite´s de recherche que j’ai mene´ entre 1999 et 2004.
Elles ont e´te´ consacre´es principalement a` la mise en forme des mate´riaux me´talliques et plus par-
ticulie`rement au proce´de´ d’emboutissage des toˆles minces. Contrairement a` la premie`re partie
ou la plupart des travaux ont e´te´ consacre´s a` la mode´lisation nume´rique, cette seconde par-
tie traite de fac¸on e´quitable les applications nume´riques et expe´rimentales. Plusieurs facettes
de ce proce´de´ ont e´te´ e´tudie´es, a` savoir, l’emboutissage de godets cylindriques, l’emboutis-
sage inverse et le retour e´lastique. De meˆme, plusieurs mate´riaux ont e´te´ e´tudie´s : des aciers
doux, des alliages d’aluminium et des aciers inoxydables. Une partie importante a d’ailleurs e´te´
consacre´e a` l’identification de lois de comportement particulie`res de´die´es a` chaque mate´riau. En
ce qui concerne les simulations nume´riques, elles ont e´te´ re´alise´es essentiellement avec les codes
de calcul DD3IMP et ABAQUS. La formulation des proble`mes e´lastoplastiques en grandes
transformations utilise´e dans ces codes, ainsi que celle utilise´e dans le logiciel d’identification
parame´trique SiDoLo fait l’objet du chapitre 4.
Sur alliage d’aluminium particulier, on pre´sente la strate´gie d’identification utilise´e avec le
logiciel SiDoLo dans le chapitre 5. On de´termine pour cet alliage les parame`tres de la loi
de Hocket-Sherby pour de´crire l’e´crouissage isotrope, les parame`tres d’anisotropie du crite`re de
plasticite´ de Barlat 1991 et les parame`tres d’e´volution de l’e´crouissage cine´matique. Ceux-ci sont
de´termine´s a` partir d’essais de traction et de cisaillement dans diffe´rentes orientations du plan
de la toˆle. La base expe´rimentale est comple´te´e d’essais de traction plane, d’expansion biaxiale
et de cisaillement de type Bauschinger. Les re´sultats obtenus montrent que le mode`le permet
de bien rendre compte des comportements observe´s aussi bien en traction qu’en cisaillement et
que la forme du crite`re de plasticite´ obtenue diffe`re sensiblement du crite`re de von Mises et du
crite`re de Hill. Il semble donc que l’utilisation de ce mode`le lors de la simulation des proce´de´s
d’emboutissage des alliages d’aluminium aura une influence significative sur la pre´diction des
casses.
Une investigation expe´rimentale et nume´rique de l’emboutissage inverse de toˆles d’acier doux
est pre´sente´e dans le chapitre 6. Expe´rimentalement, la force du poinc¸on a e´te´ enregistre´e et
les e´paisseurs a` 0o, 45o et 90o par rapport a` la DL ont e´te´ mesure´es a` la fin des deux e´tapes.
Paralle`lement, des simulations nume´riques ont e´te´ effectue´es avec le code de calcul DD3IMP
et trois mode`les de comportement diffe´rents ont e´te´ teste´s. Les points suivants peuvent eˆtre
souligne´s :
– Les re´sultats expe´rimentaux et simule´s pre´sentent un e´cart infe´rieur a` 10% au cours de la
premie`re e´tape quelque soit le mode`le de comportement utilise´. Par contre, la simulation
nume´rique de la deuxie`me e´tape a montre´ que la loi de comportement a une grande influence
sur les re´sultats obtenus, notamment en ce qui concerne la courbe force-de´placement du
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poinc¸on. Des trajets de de´formations complexes ont e´te´ mis en e´vidence au cours de la
deuxie`me e´tape, dont l’occurence se produit lorsque le mode`le de Teodosiu et Hu s’e´carte des
autres mode`les.
– En ce qui concerne les pre´visions d’e´paisseurs, les re´sultats nume´riques ne de´pendent pas du
mode`le d’e´crouissage retenu. Seule l’e´paisseur dans la direction de laminage est correctement
pre´dite. L’e´paisseur est surestime´e dans les deux autres directions.
– Une meilleure pre´vision de l’e´paisseur est pre´vue en ame´liorant la description du comporte-
ment anisotrope, en utilisant des parame`tres mate´riau identifie´s a` la fois a` partir des courbes
contrainte-de´formation et des coefficients d’anisotropie.
– Les changements de chemin de de´formation se produisent pendant les deux e´tapes du proce´de´
d’emboutissage inverse. Ceci sugge`re qu’un mode`le d’e´crouissage uniquement isotrope ne per-
met pas de fournir une description pre´cise du comportement mate´riel pendant les diffe´rentes
e´tapes du proce´de´.
Graˆce au dispositif expe´rimental pre´sente´ ici, un test d’emboutissage inte´ressant peut eˆtre ef-
fectue´, Ce dispositif pouvant eˆtre installe´ sur une machine de traction. Plusieurs aspects peuvent
alors eˆtre e´tudie´s, comme l’influence de la loi constitutive ou l’effet de la lubrification. De plus,
les contraintes internes peuvent e´galement eˆtre mesure´es expe´rimentalement, en de´coupant par
exemple une tranche du godet embouti. Ceci peut permettre d’enrichir la base de donne´es
expe´rimentale a` comparer aux simulations nume´riques.
Le phe´nome`ne de retour e´lastique a aussi e´te´ e´tudie´ expe´rimentalement et nume´riquement dans
le cas de la flexion cylindrique sans contrainte (voir chapitre 6). Le but de l’e´tude nume´rique e´tait
de mettre en e´vidence l’influence de la loi constitutive sur la pre´vision de l’e´tat de contrainte et
donc sur le retour e´lastique. Au cours du processus, la flexion est pre´dominante et le mate´riau est
le´ge`rement de´forme´ plastiquement. Une e´tude expe´rimentale a e´te´ re´alise´e, permettant d’obtenir
des re´sultats en termes de courbes force-de´placement et des diffe´rents angles lie´s a` la forme apre`s
retour e´lastique et pendant la phase de descente du poinc¸on. L’e´tude nume´rique a e´te´ faite en
utilisant trois mode`les d’e´crouissage diffe´rents, dont un uniquement a` e´crouissage isotrope, et
deux a` e´crouissage mixte isotrope et cine´matique. Dans les trois cas, on observe une bonne
concordance avec les re´sultats expe´rimentaux. Cependant, on montre que la prise en compte
de l’e´crouissage cine´matique permet d’ame´liorer la pre´vision de l’angle de retour e´lastique, ce
qui aurait pu eˆtre plus marque´ si les de´formations plastiques et les changements de trajets de
de´formation avaient e´te´ plus importants. Un de´veloppement du dispositif est actuellement en
cours d’instrumentation pour appliquer une force de serre-flan lors de la descente du poinc¸on.
Ceci devrait permettre de faire varier les parame`tres de retour e´lastique en augmentant la
de´formation plastique et les changements de trajets de de´formation.
Enfin le chapitre 7 pre´sente une e´tude consacre´e a` l’emboutissabilite´ d’aciers inoxydables
me´tastables pre´sentant une transformation martensitique induite par la de´formation plastique.
Une base de donne´es expe´rimentale, constitue´e d’essais de traction et de cisaillement mono-
tones a` plusieurs orientations par rapport a` la direction de laminage, d’essais de cisaillement
Bauschinger et d’essais se´quentiels traction-cisaillement a e´te´ e´tablie sur deux nuances d’aciers
auste´nitiques. Le premier mate´riau e´tudie´ est un acier X2CrNiMo17-12-2 stable (de type AISI
316L) et le second X4CrNi18-9 est instable (type AISI 304). Deux mode`les de comportement
ont e´te´ identifie´s, a` savoir un mode`le phe´nome´nologique de Hill et un mode`le microme´canique
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a` deux phases prenant en compte le changement de phase se produisant lors de la de´formation
plastique des aciers inoxydables auste´nitiques me´tastables.
Les re´sultats de l’identification du mode`le biphase´ montrent que ce mode`le est plus proche
de l’expe´rience que le mode`le phe´nome´nologique, notamment sur la description des essais
se´quentiels traction/cisaillement. Ces lois de comportement, inte´gre´es dans le code de calcul
ABAQUS, ont permis de simuler l’emboutissage d’un godet cylindrique tel que celui obtenu
avec le dispositif du chapitre 6. Les simulations ont montre´ que le mode`le biphase´ donne une
meilleure description de la courbe force-de´placement du poinc¸on, notamment lorsque la trans-
formation martensitique se produit. On a observe´ que les simulations nume´riques pourraient
eˆtre ame´liore´es en conside´rant un serre-flan de´formable au lieu d’un outil rigide. De plus, la
simulation re´alise´e avec le mode`le biphase´ a permis d’avoir acce`s a` la re´partition de la fraction
volumique de martensite induite par la de´formation, re´partition qui semble cohe´rente avec les
mesures par courants de Foucault re´alise´es sur les godets expe´rimentaux.
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Perspectives
La synthe`se des travaux pre´sente´s dans ce me´moire permet d’envisager un certain nombre de
projets a` plus ou moins longue e´che´ance dans lesquels je compte m’impliquer. Tout d’abord,
il s’agit de terminer les travaux engage´s dans la the`se de S. Galle´e concernant notamment
l’e´tude de la loi d’e´volution de la transformation martensitique et l’ame´lioration de la simulation
nume´rique des godets cylindriques. Les activite´s s’orientent d’une part vers une caracte´risation
me´canique et me´tallurgique de la cine´tique d’e´volution de la fraction volumique de martensite
et d’autre part vers la prise en compte d’une e´chelle plus fine du comportement, du type mode`le
polycristallin. Il s’agit donc d’effectuer des mesures de la fraction volumique en fonction de la
de´formation, de re´aliser des mesures comple´mentaires au cours de changements de trajets de
type traction/cisaillement et de mettre en e´vidence la de´pendance de la loi d’e´volution en fonc-
tion de l’e´tat de contrainte. Pour ce faire, il est ne´cessaire de calibrer notre mesure par courants
de Foucault par rapport a` des mesures de diffraction X. On envisage aussi l’utilisation d’un
mode`le d’homoge´ne´isation polycristallin1, qui prendra en compte la texture cristallographique
du mate´riau et le me´canisme de de´formation plastique par glissement.
Cette partie fait aussi l’objet d’un projet de recherche entre l’Universite´ de Bretagne Sud et
l’Escola de Engenharia Metalurgica UFF Volta Redonda au Bre´sil qui a e´te´ soumis en mai 2004
au COFECUB2. Ce projet de collaboration est articule´ autour de plusieurs the´matiques de
recherche implique´es dans une proble´matique commune : la simulation nume´rique des proce´de´s
de mise en forme. Dans la the´matique des aciers inoxydables, les chercheurs franc¸ais implique´s
sont P. Pilvin, S. Thuillier, P.Y. Manach et S. Galle´e et les chercheurs bre´siliens sont P.R.
Rios, J.P. de Gouveˆa, L.P. Moreira et M. Flavio. Il est a` noter que cette e´tude sur les aciers
inoxydables peut s’adresser aussi a` des nuances re´centes d’aciers, comme par exemple les aciers
a` transformation de phase, ou les aciers Dual Phase. En effet, les aciers multiphase´s sont encore
peu commercialise´s, car leur comportement n’est qu’imparfaitement maˆıtrise´ et mal mode´lise´.
Le fait que ces mate´riaux sont pressentis pour eˆtre les aciers du futur, par exemple par les
constructeurs automobiles, suscite un grand inte´reˆt pour ces mate´riaux. Les de´veloppements
nume´riques et expe´rimentaux qui sont re´alise´s pour l’emboutissage des aciers inoxydables pour-
ront aussi eˆtre applicables a` l’ensemble de ces mate´riaux industriels.
Une autre the´matique de´ja` engage´e concerne l’e´tude de la mise en forme des alliages d’alu-
minium. Ces alliages sont en effet de plus en plus utilise´s dans l’industrie automobile, leur
progression a e´te´ en moyenne de 6% par an et cette tendance devrait s’acce´le´rer sous l’effet
des besoins cre´e´s par les nouvelles normes annonce´es, notamment au niveau du recyclage des
1Mode`le de´veloppe´ par P. Pilvin
2Comite´ Franc¸ais d’Evaluation de la Coope´ration Universitaire avec le Bre´sil
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mate´riaux. Les constructeurs automobiles mais aussi les outilleurs sont amene´s a` travailler avec
ces mate´riaux et rencontrent, comme nous l’avons vu dans le domaine de la mise en forme
par emboutissage, des proble`mes lie´s au choix des lois de comportement, a` l’identification des
parame`tres ou a` la pre´diction du retour e´lastique. De plus, dans le domaine de l’assemblage, les
mate´riaux sont soumis a` des hautes tempe´ratures et leur comportement est sensiblement affecte´
(chute de la limite d’e´lasticite´ de quelques dizaines de MPa pour une variation de tempe´rature
de 200oC par exemple). Nous avons montre´ que les lois d’e´crouissage traditionnellement uti-
lise´es dans les codes de simulation nume´rique ainsi que les crite`res de plasticite´ conventionnels
ne permettent pas de rendre compte fide`lement des ruptures rencontre´es sur les pie`ces en alu-
minium au cours des proce´de´s d’emboutissage, alors que les re´sultats sont satisfaisants pour
des aciers traditionnels.
Notre projet concerne le de´veloppement d’outils nume´riques pour l’identification de parame`tres
de lois de comportement d’alliages d’aluminium. Sur ce the`me, nous avons de´pose´ en juin
2004 un Programme d’Action Inte´gre´e (PAI) au Ministe`re des Affaires Etrange`res entre l’Uni-
versite´ de Bretagne Sud et les Universite´s de Coimbra3 et d’Aveiro4 au Portugal sur la
Me´thodologie pour l’identification du comportement thermome´canique d’alliages d’aluminium.
Application a` la mise en forme. Ce programme s’organise autour des lois de comportement
phe´nome´nologique et microme´canique, de la caracte´risation expe´rimentale du comportement
me´canique des mate´riaux, de l’identification parame´trique et de la simulation nume´rique de
proce´de´s de mise en forme. Ce projet de recherche s’articule autour de cinq parties :
1. L’analyse des lois de comportement existantes et le recensement des besoins industriels,
pour re´pondre a` une proble´matique actuelle. En effet, on constate un grand e´cart entre
les lois de comportement de´veloppe´es dans les laboratoires de recherche et celles utilise´es
dans le milieu industriel. Cette diffe´rence s’explique par la difficulte´ a` identifier les pa-
rame`tres et a` trouver un compromis entre un grand nombre de parame`tres et la pre´cision
nume´rique recherche´e. Cependant, l’augmentation des moyens de calculs repoussent les li-
mitations et les solutions de conception entie`rement nume´riques ne´cessitent une pre´diction
tre`s proche de la re´alite´, en particulier des lois de comportement qui sont au plus pre`s du
comportement des mate´riaux. Pour preuve, les codes de calculs par e´le´ments finis me´tier
commencent a` inte´grer des lois avec un e´crouissage cine´matique saturant. Mais leur uti-
lisation ne´cessite la de´termination d’un plus grand nombre de parame`tres mate´riau. Les
trois e´quipes ont une solide expe´rience des mode`les : e´lastoviscoplastiques avec e´crouissage
mixte non line´aire, thermoviscoplastiques de type Anand et de fac¸on plus originale, des
lois avec prise en compte des changements de trajets de de´formation.
2. La constitution d’une base de donne´es expe´rimentales sur diffe´rentes nuances d’alliages
d’aluminium (se´ries 1000, 5000 et 6000) qui sont utilise´es dans l’industrie automobile. Les
essais me´caniques sont des essais homoge`nes de traction, compression a` l’ambiante et a`
hautes tempe´ratures et des essais de cisaillement simple. Pour la construction de crite`res
de plasticite´, on a montre´ que des trajets de de´formation supple´mentaires, du type essais
de traction plane et d’expansion e´quibiaxiale, permettent d’avoir une meilleure pre´diction
de la surface de charge.
3. Le de´veloppement d’une me´thodologie d’identification des parame`tres. Deux grandes ap-
proches sont classiquement utilise´es : les me´thodes de gradient et les me´thodes de type
3Laboratoire CEMUC, Dept. Engenharia Mecaˆnica, Professeur L.F. Menezes
4Dept. Engenharia Mecaˆnica, Dr. P. Teixeira-Dias
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algorithmes ge´ne´tiques. P. Pilvin a de´veloppe´ un logiciel base´ sur la premie`re approche
(SiDoLo) et les e´quipes portugaises ont de´veloppe´ la deuxie`me approche. Les me´thodes
de type gradient ont l’avantage d’eˆtre relativement rapide mais tre`s sensibles aux minima
locaux. Par contre, les me´thodes par algorithmes ge´ne´tiques sont tre`s couˆteuses en temps
de calcul.
4. Ces mode´lisations complexes ne´cessitent aussi un certain nombre d’essais me´caniques
d’identification et de validation. Le nombre de dispositifs expe´rimentaux ne´cessaires aug-
mente et il paraˆıt inte´ressant d’enrichir la base avec des essais virtuels fiables. Pour cela, on
utilise des mode`les de comportement microme´caniques, pour conforter la base de donne´es
expe´rimentales.
5. La validation des lois de comportement sur des cas test de mise en forme. L’objectif est de
pouvoir estimer l’influence de la complexite´ de la loi de comportement sur la simulation
nume´rique du proce´de´, par exemple la prise en compte de l’anisotropie de l’e´crouissage.
Les trois e´quipes sont de´ja` implique´es dans ces the`mes : l’e´quipe de l’Universite´ d’Aveiro est
plus spe´cialise´e dans le domaine des hautes tempe´ratures, a` la fois pour la caracte´risation
expe´rimentale et pour la mode´lisation ainsi que dans le de´veloppement d’algorithmes ge´ne´tiques
pour l’identification parame´trique. L’e´quipe de l’Universite´ de Coimbra est spe´cialise´e dans le
domaine de la simulation nume´rique de proce´de´s de mise en forme (elle a participe´ a` un projet
mondial 3DS sur ce sujet). L’e´quipe de l’Universite´ de Bretagne Sud est compe´tente dans la
caracte´risation expe´rimentale du comportement me´canique a` tempe´rature ambiante, dans le
de´veloppement de dispositifs simulatifs d’ope´ration de mise en forme (emboutissage de godets
cylindriques, essai de pliage) et dans l’optimisation parame´trique utilisant une me´thode de
type gradient. Un travail commun a de´ja` e´te´ re´alise´ sur ces aspects ainsi que des e´changes de
personnes : se´jours de S. Thuillier et P.Y Manach au CEMUC en 2001, se´jour de Antonio Gil
Campos en 2003 au LG2M.
Paralle`lement, les de´veloppements qui seront effectue´s dans cette e´tude serviront de base a` une
e´tude expe´rimentale et nume´rique du retour e´lastique d’un alliage d’aluminium dans le cadre
d’un contrat avec la socie´te´ PCI. Elle constituera une e´tude globale de la simulation nume´rique
du retour e´lastique et de sa corre´lation par rapport a` des re´sultats expe´rimentaux. En effet,
comme nous l’avons vu, la pre´diction du retour e´lastique de´pend de l’e´tat de contrainte et de
de´formation de la pie`ce en fin de chargement. Le choix de la loi de comportement (e´crouissage,
crite`re de plasticite´) est donc particulie`rement important. L’ide´e de l’e´tude est d’identifier un
mode`le polycristallin pour un alliage d’aluminium conside´re´, afin de construire une re´fe´rence.
Un mode`le phe´nome´nologique existant dans les codes EF me´tier utilise´s par PCI sera alors
compare´ a` cette re´fe´rence. La simulation nume´rique du retour e´lastique sur une ge´ome´trie de
laboratoire pourra eˆtre re´alise´e avec les deux mode`les, pour mettre en e´vidence la pertinence
de la loi de comportement sur la pre´diction du retour e´lastique.
Une autre perspective est actuellement a` l’e´tude avec la socie´te´ PCI, pour maˆıtriser la simu-
lation nume´rique du sertissage, proce´de´ qui se situe en aval du proce´de´ de mise en forme par
emboutissage et qui est jusqu’a` pre´sent peu mode´lise´ sur les alliages d’aluminium. En effet, la
forme apre`s retour e´lastique e´tant e´value´e a` partir d’abaques expe´rimentaux sur des ge´ome´tries
simples, la simulation des e´tapes conse´cutives a` l’emboutissage donne des re´sultats ale´atoires
sur la ge´ome´trie finale apre`s assemblage. L’ide´e est donc de mettre au point un benchmark
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permettant de simuler le sertissage entre une pie`ce de peau et une pie`ce de doublure. L’e´tude
regroupe plusieurs e´quipes de recherche et ne´cessite de simuler plusieurs ope´rations apre`s em-
boutissage, a` savoir, le tombage de bord, le pre´sertissage puis le sertissage. Les simulations
nume´riques seront re´alise´es avec le code ABAQUS et l’influence du comportement mate´riel
sera analyse´e en comparaison avec les codes me´tiers permettant de simuler ce proce´de´.
Enfin, a` plus longue e´che´ance, un nouveau projet va permettre de faire le lien entre les deux
parties de ce me´moire. Cette e´tude s’inscrit dans le cadre ge´ne´ral de la caracte´risation du
comportement me´canique des structures et des mate´riaux. Les the`mes aborde´s sont les lois
de comportement, la simulation nume´rique par e´le´ments finis, l’expe´rimentation me´canique,
l’emboutissage et l’impact. Ces the`mes seront fe´de´re´s par la volonte´ d’appliquer une de´marche
globale du mate´riau et de son proce´de´ de mise en forme par de´formation plastique a` son
comportement ulte´rieur en service.
Ce projet concerne le lien existant entre le proce´de´ de mise en forme d’une pie`ce et son com-
portement ulte´rieur en service sous sollicitations statiques ou dynamiques, en adoptant une
de´marche tant expe´rimentale que nume´rique. L’objectif est d’e´tablir une passerelle entre les
deux grands domaines de recherche que sont la mise en forme et le comportement sous sollici-
tations se´ve`res, car ce dernier est bien e´videmment conditionne´ par l’e´tat final de la pie`ce a` la
fin de l’e´tape de mise en forme. Cette de´marche est au cœur de pre´occupations tre`s actuelles,
comme en te´moignent par exemple le projet MACARENA5 ou les outils de simulation propose´s
par ESI Group (PamStamp2G, PamCrash, etc.), pour les mate´riaux me´talliques.
Une premie`re particularite´ re´side dans le fait que la base de donne´es expe´rimentales classique
dont dispose le me´canicien des mate´riaux est e´largie a` des essais d’emboutissage simples, a` des
essais de traction rapide et a` des essais d’impact sur e´chantillon et sur structures. L’objectif
est d’eˆtre capable d’obtenir des mode`les de comportement pouvant eˆtres utilise´s a` la fois lors
de la simulation de la mise en forme de la pie`ce et lors de la simulation du comportement de la
meˆme pie`ce sous des conditions de chargement se´ve`res. La deuxie`me particularite´ correspond au
fait d’utiliser diffe´rents logiciels de simulation nume´rique, a` la fois des codes commerciaux (LS-
DYNA et ABAQUS) et des codes universitaires (HEREZH, DD3IMP), comme par exemple tous
les de´veloppements relatifs a` l’e´lastohyste´re´sis. En maˆıtrisant le passage des informations entre
les codes, on devrait pouvoir cre´er un environnement logiciel complet, permettant d’envisager
la simulation de pie`ces ou de structures, du proce´de´ de mise en forme jusqu’a` son utilisation en
service, qu’elle soit statique ou dynamique.
L’originalite´ scientifique de ce vaste projet repose sur une approche expe´rimentale et nume´rique
du comportement me´canique d’un mate´riau applique´e a` la simulation nume´rique de proce´de´s
de mise en forme et d’impacts. Cette action a e´te´ propose´e au sein du G2RB2M6 et a rec¸u un
avis favorable du Ministe`re de la Recherche en septembre 2004. Il s’agit d’une part de renforcer
le potentiel des diffe´rents laboratoires7 du groupe et d’autre part, de faire e´merger des bases de
donne´es expe´rimentales communes, des mode´lisations de comportements mate´riels complexes
5Mode´lisation Au Crash de structures Re´elles obtenues par Emboutissage, moNtage ou Assemblage (MA-
CARENA), projet qui rele`ve du Re´seau National des Technologies Logicielles (2001) et dont l’objectif est le
couplage entre la simulation de l’emboutissage et du crash
6Groupe de Recherche de la Re´gion Bretagne en Me´canique des Mate´riaux
7Notamment entre le LG2M et le MA2G de l’INSA de Rennes, avec le Professeur E. Ragneau
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et de nouveaux outils de simulation nume´rique du comportement des structures. Dans ce projet,
des expe´rimentations novatrices sont propose´es avec des essais d’impacts sur toˆle pre´contrainte
et des essais d’emboutissage tre`s instrumente´s. L’e´tude pourra eˆtre e´tendue a` des mate´riaux
multiphase´s, par une approche de type micro-macro. Dans ce the`me, les perspectives concernent
le de´veloppement, l’identification et l’utilisation en calcul de structures de mode`les de compor-
tement pour les mate´riaux me´talliques en transformations finies. Le de´veloppement du logiciel
SiDoLo sera poursuivi pour faciliter l’identification des parame`tres des mode`les. De meˆme, une
plate-forme d’essais d’emboutissage permettant leur validation, voire leur identification, doit
eˆtre de´veloppe´e. Celle-ci s’inte`grera dans la machine hydraulique de capacite´ 500kN du LG2M
et permettra une expe´rimentation d’emboutissage avec controˆle de l’effort de serre flan.
En re´sume´, mes perspectives s’articulent autour de trois parties. La premie`re est constitue´e
par la the`se de S. Galle´e sur les aciers inoxydables et doit eˆtre termine´e dans un an. Il s’agit
donc de finaliser les de´veloppements the´oriques et d’amorcer la collaboration avec l’Univer-
site´ bre´silienne de Volta Redonda. La deuxie`me partie relative au comportement des alliages
d’aluminium a de´ja` e´te´ initie´e au travers de contrats de recherche avec la socie´te´ PCI depuis
plus d’un an et devrait se poursuivre encore au moins deux ans. Elle consistera tout d’abord
a` ame´liorer la simulation du retour e´lastique puis a` proposer une mode´lisation du proce´de´ de
sertissage. Ces e´tudes seront re´alise´es en partie dans le cadre d’une collaboration avec des la-
boratoires portugais, par des e´changes de chercheurs et de doctorants. Enfin, la dernie`re partie
plus ambitieuse, concerne la simulation nume´rique depuis le proce´de´ de mise en forme jusqu’a`
la tenue en service. Cette e´tude devrait s’e´chelonner sur plusieurs anne´es, puisque le G2RB2M
vient de recevoir l’accord du Ministe`re par l’interme´diaire d’un contrat de plan Etat-Re´gion
pour une dure´e de quatre ans.
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